Entwicklung und Erprobung mittels Heatpipe gekühlter katalytischer Rekombinatoren by Granzow, Christoph
 
Entwicklung und Erprobung mittels Heatpipe 
gekühlter katalytischer Rekombinatoren 
 
 
 
Von der Fakultät für Maschinenwesen der 
Rheinisch-Westfälischen Technischen Hochschule Aachen  
zur Erlangung des akademischen Grades  
eines Doktors der Ingenieurwissenschaften genehmigte Dissertation 
 
vorgelegt von 
 
Christoph Granzow 
 
 
 
 
 
 
 
Berichter: Univ.-Prof. Dr. rer. nat. Hans-Josef Allelein 
 Univ.-Prof. Dr.-Ing. habil. Manfred Christian Wirsum 
 
Tag der mündlichen Prüfung: 26. November 2012 
 
 
 
 
Diese Dissertation ist auf den Internetseiten der Hochschulbibliothek online verfügbar

Entwicklung und Erprobung mittels Heatpipe gekühlter katalytischer Rekombi-
natoren 
von 
Christoph Granzow 
 
 
Kurzfassung: 
Wird bei einem auslegungsüberschreitenden Störfall der Reaktorkern eines Druck-
wasserreaktors nur unzureichend gekühlt, kann es zu einer Schädigung der Brenn-
elemente verbunden mit der Freisetzung großer Mengen von Wasserstoff kommen. 
Zum Abbau dieses störfallbedingt entstehenden Wasserstoffs werden in heutigen 
Kernkraftwerken katalytische Rekombinatoren eingesetzt. Katalytische Rekombinato-
ren setzten den Wasserstoff mit dem vorhandenen Luftsauerstoff an katalytisch akti-
ven Flächen flammlos zu Wasserdampf um. Aufgrund der exothermen chemischen 
Reaktion können sich Teile des Rekombinators über die Zündtemperatur des Gas-
gemischs erhitzen, was zu einer ungewollten schlagartigen Verbrennung führen 
kann. 
Diese Arbeit behandelt mit der passiven Kühlung der Katalysatorbleche einen mögli-
chen Ansatz zur Vermeidung unzulässig hoher Temperaturen. Hierzu kommen Heat-
pipes zum Einsatz. Heatpipes sind vollständig passiv arbeitende Wärmeübertrager 
mit einer sehr hohen effektiven Wärmeleitfähigkeit. 
Für ein tiefergehendes Verständnis der Reaktionskinetik, insbesondere bei niedrigen 
Temperaturen, werden zunächst einzelne katalytisch beschichtete Heatpipes in ei-
nem zwangsdurchströmten Kanal experimentell untersucht. Die Entwicklung eines 
kleinskaligen modularen Rekombinatormodells erfolgt im Anschluss anhand einer 
Versuchsreihe mit gekühlten Katalysatorblechen unter Zwangsdurchströmung, wobei 
insbesondere die Anordnung der einzelnen Module optimiert wird. Das 
Rekombinatormodell wird abschließend in einem Druckbehälterprüfstand unter an 
die Realität angelehnten Randbedingungen getestet. 
Die experimentellen Untersuchungen zeigen, dass die Temperaturen der gekühlten 
Bleche unter allen eingestellten Randbedingungen signifikant unter denen ungekühl-
ter Bleche und in allen Betriebspunkten unterhalb der Zündtemperatur liegen, obwohl 
vergleichbare Wasserstoffumsätze erzielt werden.  
Abschließend werden aus den gewonnenen experimentellen Daten mathematische 
Modelle zur Beschreibung sowohl der reaktionskinetischen Vorgänge der katalyti-
schen Verbrennung als auch der thermodynamischen und strömungsmechanischen 
Vorgänge bei der Wärmeübertragung durch Heatpipes hergeleitet. 
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Abstract: 
A severe accident in a nuclear power plant (NPP) can lead to core damage in con-
junction with the release of large amounts of hydrogen. As hydrogen mitigation 
measure, passive autocatalytic recombiners (PARs) are used in today’s pressurized 
water reactors. PARs recombine hydrogen and oxygen contained in the air to steam. 
The heat from this exothermic reaction causes the catalyst and its surroundings to 
heat up. If parts of the PAR heat up above the ignition temperature of the gas mix-
ture, a spontaneous deflagration or detonation can occur. 
The aim of this work is the prevention of such high temperatures by means of pas-
sive cooling of the catalyst with heat pipes. Heat pipes are completely passive heat 
exchanger with a very high effective thermal conductivity. 
For a deeper understanding of the reaction kinetics at lower temperatures, single 
catalytic coated heat pipes are studied in a flow reactor. The development of a modu-
lar small-scale PAR model is then based on a test series with cooled catalyst sheets. 
Finally, the PAR model is tested inside a pressure vessel under boundary conditions 
similar to a real NPP. 
The experiments show, that the temperatures of the cooled catalytic sheets stay sig-
nificantly below the temperature of the uncooled sheets and below the ignition tem-
perature of the gas mixture under any set boundary conditions, although no signifi-
cant reduction of the conversion efficiency can be observed.   
As a last point, a mathematical model of the reaction kinetics of the recombinaton 
process as well as a model of the fluid dynamic and thermohydraulic processes in a 
heat pipe are developed with the data obtained from the experiments. 
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Einleitung 1 
1 Einleitung 
Wird bei einem auslegungsüberschreitenden Störfall trotz aller vorhandenen Sicher-
heitsmaßnahmen der Reaktorkern eines Kernkraftwerks nur unzureichend gekühlt, 
kann es zu einer Schädigung des Reaktorkerns verbunden mit der Freisetzung gro-
ßer Mengen von Wasserstoff kommen. Die Freisetzung von Wasserstoff erfolgt hier-
bei hauptsächlich durch die Reaktion des in den Brennstabhüllen vorhandenen Zir-
koniums mit Wasserdampf [GRS05]. Bei diesem Szenario wird von einem Ausfall 
sämtlicher redundant und diversitär vorhandenen Betriebs- und Sicherheitskühlsys-
teme, einschließlich der Notkühlsysteme, ausgegangen. 
In einer ersten Phase kommt es zu einer Wasserstoffbildung durch den Kontakt von 
Wasser und Wasserdampf mit aufgeheizten Strukturen im Kernbereich. Wasser-
dampf und Wasserstoff werden an der Leckstelle des Reaktorkühlkreislaufs in den 
Sicherheitsbehälter (SHB) freigesetzt. Wird im Sinne einer oberen Abschätzung die 
Oxidation des gesamten Zirkoniuminventars und die Freisetzung des gebildeten 
Wasserstoffs in den SHB unterstellt, beträgt die Wasserstoffmasse für eine Anlage z. 
B. vom Typ Biblis B etwa 1350 kg Wasserstoff [GRS89]. Da nur von einer Schädi-
gung des Reaktorkerns, nicht aber von einer Schädigung des Reaktordruckbehälters 
(RDB) ausgegangen wird, wird diese Phase „In-Vessel-Phase“ genannt. 
Kann die Kühlung des Reaktorkerns nicht rechtzeitig wieder hergestellt werden, 
kommt es zu einem Durchschmelzen des RDB. Eventuell noch nicht oxidiertes Zir-
konium oxidiert nun außerhalb des RDB. Zusätzlich entsteht Wasserstoff durch die 
Wechselwirkung der Schmelze mit dem Beton. Da hierbei die Vorgänge außerhalb 
des RDB stattfinden, wird diese Phase „Ex-Vessel-Phase“ genannt. Für die oben 
genannte Anlage vom Typ Biblis B kämen dann weitere 650 kg Wasserstoff hinzu. 
Des weiteren entsteht Wasserstoff kontinuierlich in vergleichsweise geringen Men-
gen aus der Radiolyse von Sumpfwasser.  
Der freigesetzte Wasserstoff bildet im SHB mit dem in der Umgebungsluft vorhande-
nen Sauerstoff in einem großen Konzentrationsbereich ein brennbares Gemisch. Bei 
einem trockenen Wasserstoff/Luft-Gemisch liegt der zündfähige Bereich etwa zwi-
schen 4 Vol.-% und 77 Vol.-% Wasserstoff [SHA57]. 
Während, wie im oberen Beispiel ersichtlich, die Gesamtmenge des freigesetzten 
Wasserstoffs abschätzbar ist, ist der zeitliche Verlauf der Freisetzung mit großen Un-
sicherheiten behaftet. So können in Bereichen des SHB lokal zeitweise Wasser-
stoff/Luft-Gemische im zündfähigen Bereich auftreten. Eine unkontrollierte Zündung 
dieser Gemische stellt eine Gefährdung des SHB und seiner Einbauten dar. 
Während in Kernkraftwerken mit Druckwasserreaktoren katalytische Rekombinatoren 
zum Abbau des störfallbedingt entstehenden Wasserstoffs eingesetzt werden, stellt 
in Siedewasserreaktoren die Inertisierung des SHB mit Stickstoff die alleinige Ge-
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genmaßnahme zur Bildung eines zündfähigen Wasserstoff/Luft-Gemischs dar. Wie 
die Ereignisse im Kernkraftwerk Fukushima Daiichi in Japan im März 2011 gezeigt 
haben, erscheint die Inertisierung des Sicherheitsbehälters als alleinige Gegenmaß-
nahme jedoch als nicht ausreichend. So wird auch in Anlagen diesen Reaktortyps 
der Einsatz von katalytischen Rekombinatoren im Reaktorgebäude zu diskutieren 
sein.  
Katalytische Rekombinatoren setzen Wasserstoff flammlos an einer katalytisch wir-
kenden Oberfläche zu Wasserdampf um. Wird die Reaktionswärme der exothermen 
Reaktion nicht ausreichend abgeführt, kann dieses ein Aufheizen der Katalysator-
elemente und der umliegenden Einbauten bis über den Punkt der Zündtemperatur 
des Wasserstoff/Luft-Gemischs zur Folge haben.  
Ein Lösungsansatz zur ausreichenden Wärmeabfuhr besteht in dem Einsatz von 
Heatpipes. Heatpipes sind vollständig passiv arbeitende Wärmeübertrager mit einer 
sehr hohen effektiven Wärmeleitfähigkeit. Mit ihnen ist es möglich, große Mengen an 
Wärme schnell von einem Ende zum anderen zu transportieren und dort an die Um-
gebung, z.B. über ein Kühlelement, abzugeben.  
Ziel der vorliegenden Arbeit ist die gezielte Untersuchung der Kombination eines ka-
talytischen Rekombinators mit Heatpipes zur Abfuhr der Reaktionswärme für den 
Einsatz in zukünftigen kerntechnischen Anlagen. Das durchgeführte Versuchs-
programm umfasst dabei die folgenden Teilbereiche: 
• Untersuchung der Möglichkeiten zur Verbindung des Systems „Katalysator – 
Heatpipe“. 
• Rektionskinetische Untersuchungen zum Einfluss der Kühlung auf die Reaktion. 
• Untersuchungen zur Auslegung eines kleinskaligen Rekombinators. 
• Untersuchungen eines heatpipe-gekühlten, kleinskaligen Rekombinators unter 
Naturkonvektionsbedingungen. 
Abschließend wird ein Rechenmodell des Systems „Katalysator - Heatpipe - Kühl-
element“ erarbeitet, das eine Auslegung und Dimensionierung von Heatpipe und 
Kühlelement unter gegebenen Randbedingungen erlaubt. 
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2 Stand der Technik 
2.1 Katalytische Rekombinatoren 
Katalytische Rekombinatoren werden in Kernkraftwerken eingesetzt, um Wasserstoff 
mit dem in der Luft vorhandenen Sauerstoff flammlos an einer katalytisch wirkenden 
Oberfläche zu Wasserdampf umzusetzen. Die Umsetzung erfolgt dabei exotherm 
unter Freisetzung von Wärme. Katalytische Rekombinatoren arbeiten hierbei voll-
kommen passiv. Die Umwandlung an den katalytischen Oberflächen beginnt schon 
bei etwa 1 Vol.-% Wasserstoff, und die Starttemperatur der Reaktion verringert sich 
von etwa 650°C (Zündtemperatur eines Wasserstoff/Luft-Gemischs) auf Raumtem-
peratur [KOR95]. 
Kommerzielle Rekombinatoren, die für den Einsatz in Kernkraftwerken qualifiziert 
sind, werden zurzeit von drei Firmen angeboten: 
• Atomic Energy of Canada Ltd. (AECL), Kanada 
• NIS Ingenieursgesellschaft mbH, Deutschland 
• AREVA NP GmbH, Frankreich/Deutschland 
In den Rekombinatoren der  Firmen AECL und AREVA NP kommt ein auf Blechen 
aufgetragener Katalysator zum Einsatz, die NIS Ingenieurgesellschaft arbeitet mit 
kugelförmigen Pellets. Daneben unterscheiden sich die Rekombinatoren vor allem in 
den geometrischen Ausführungen des Gehäuses. 
Alle angebotenen Rekombinatoren haben den gleichen prinzipiellen Aufbau gemein. 
Im unteren Bereich des Rekombinators befinden sich oberhalb einer Einlassöffnung 
die katalytisch aktiven Elemente. Diese bestehen aus drei Bestandteilen: einem Trä-
germaterial, einem Washcoat und dem Katalysator. Als Trägermaterial kommt im Fall 
der Bleche (AECL und AREVA) ein hitzebeständiger Edelstahl zum Einsatz, als 
Washcoat dient eine keramische Zwischenschicht aus Aluminiumoxid (Al2O3). Im Fall 
der Pellets (NIS) dient Aluminiumoxid sowohl als Washcoat als auch als Trägermate-
rial. Der Washcoat vergrößert die geringe spezifische Oberfläche des Trägermateri-
als durch seine poröse Struktur um ein Vielfaches. Auf dem Washcoat ist der Kataly-
sator aufgebracht. Als Katalysator kommen in der Regel Palladium und Platin zum 
Einsatz. Palladium besitzt im Gegensatz zu Platin eine höhere Aktivität, neigt bei hö-
heren Temperaturen aber eher zur Oxidation als Platin [BAC02]. 
Im oberen Bereich der Rekombinatoren befindet sich ein Kamin. Dieser Kamin ist für 
die Ausbildung einer freien Konvektionsströmung und damit für die passive Arbeits-
weise des Rekombinators zwingend erforderlich. Gelangt wasserstoffreiches Ge-
misch an die Katalysatorelemente wird dieses unter Freisetzung von Wärme zu 
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Wasserdampf umgesetzt. Auf Grund des Dichteunterschiedes zwischen dem heißen, 
wasserstoffarmen Gemisch und dem kalten, wasserstoffreichen Gemisch in der Um-
gebung strömt das Gemisch vertikal nach oben durch den Kamin und verlässt den 
Rekombinator durch obenliegende Austrittsöffnungen. Hierdurch wird im unteren Teil 
des Rekombinators wasserstoffreiches Gemisch aus der Umgebung an die Katalysa-
toroberflächen gesaugt. Der entstehende Kaminzug sorgt somit für eine kontinuierli-
che Strömung durch den Rekombinator und damit für die passive Funktionsweise 
[SCH11]. 
Abbildung 2.1 zeigt einen katalytischen Rekombinator der Firma AREVA NP. Zum 
mechanischen Schutz der Katalysatorelemente, z.B. während Arbeiten in der Nähe 
des Rekombinators, sind an den Auslassöffnungen Gitter angebracht. Zusätzlich be-
sitzt der Rekombinator auf Höhe der Katalysatorelemente eine Revisionsklappe, die 
ein schnelles Zugreifen auf die Bleche, z.B. zu Prüfzwecken, ermöglicht. 
  
Abbildung 2.1: Fotografie [SIE92] und schematische Darstellung [KAN95] eines 
Rekombinators der Firma AREVA NP 
Falls ein brennbares Gemisch vorhanden ist, ist zusätzlich eine Zündquelle erforder-
lich, bevor eine Verbrennung stattfinden kann. Neben zahlreichen anderen Möglich-
keiten stellt auch der Rekombinator eine potentielle Zündquelle dar. Durch die exo-
therme Reaktion bei der Umsetzung von Wasserstoff besteht bei heutigen Rekombi-
natoren ein direkter proportionaler Zusammenhang zwischen Wasserstoffeintritts-
konzentration und Katalysatortemperatur. Abbildung 2.2 zeigt diesen Zusammen-
hang anhand von Experimenten mit überströmten Katalysatorblechen am For-
schungszentrum Jülich (FZJ). 
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Abbildung 2.2: Zusammenhang zwischen Wasserstoffeintrittskonzentration und 
Katalysatortemperatur heutiger Rekombinatoren [BRÖ01] 
Die Abbildung zeigt Versuchsergebnisse von Experimenten mit vertikal überströmten 
Katalysatorblechen. Die Anströmgeschwindigkeit beträgt hierbei 0,8 m/s. Es ist er-
sichtlich, dass unter diesen Versuchsbedingungen schon bei einer Wasserstoffein-
trittskonzentration von etwa 5 Vol.-% die konventionelle Zündtemperatur von etwa 
650°C an den Katalysatorblechen erreicht wird.  
Im Wesentlichen sind zwei Mechanismen zu unterscheiden, die zu einer Zündung 
durch Rekombinatoren führen können [GRS05]. Den ersten Mechanismus stellt die 
Erhitzung von Gehäuseteilen, die mit dem brennbaren Gemisch in Kontakt stehen, 
auf Temperaturen oberhalb der Selbstzündungstemperatur von etwa 650°C dar. Kri-
tisch sind Gehäuse und Einbauten, die sich durch die Strahlungswärme der Kataly-
satorplatten aufheizen. [GRS05] berichtet, dass dies ab einer Wasserstoffkonzentra-
tion von etwa 8 Vol.-% der Fall ist. Versuche in der ThAI-Anlage haben jedoch ge-
zeigt, dass es schon bei Wasserstoffkonzentrationen von etwa 7 Vol.-% zu Zündun-
gen durch den Rekombinator kommt [KAN10]. Französische Versuche in den Anla-
gen H2PAR und KALI-H2, deren Ergebnisse erst jetzt bekannt geworden sind,  be-
obachten Zündungen schon bei einer Wasserstoffkonzentration von 5,5 Vol.-% 
[REI10]. Eine ausreichende Wärmeabfuhr der Reaktionswärme weg von den Kataly-
satorelementen würde diese Möglichkeit der Zündung ausschließen.  
Den zweiten Mechanismus, der zu einer Zündung durch Rekombinatoren führen 
kann, stellt die Zündung durch mit dem Abgasstrom austretende Partikel dar. Diese 
Partikel können Abrieb oder Abplatzungen des katalytisch wirksamen Materials oder 
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nichtkatalytischer Materialien sein. Wird ein katalytisch wirksames Partikel in den 
umgebenden Frischgasbereich transportiert, findet eine katalytische Reaktion an 
dem Teilchen statt, die dieses zum Glühen bringen kann. Auf Grund der geringen 
Energie muss dieses Teilchen aber nicht zwangsläufig zu einer Verbrennung führen. 
Nicht katalytisch wirksame Teilchen werden durch den Abgasstrom aufgeheizt und 
können somit kurzzeitig als Zündquelle wirken, bis sie ihre Wärme an die kältere 
Umgebung wieder abgegeben haben. Somit kommt dem Fertigungsverfahren der 
Katalysatorelemente eine besondere Bedeutung zu, da die mechanische und thermi-
sche Stabilität des Katalysators auf dem Trägermaterial gegeben sein müssen. 
2.2 Heatpipes 
Das folgende Kapitel zum Stand der Technik von Heatpipes basiert technisch in gro-
ßen Teilen auf [FAG95]. Abweichende Quellen sind im Text gesondert angegeben. 
Eine Heatpipe ist ein Wärmeübertrager mit einer sehr hohen effektiven Wärmeleitfä-
higkeit. Sie besteht aus einer abgeschlossenen Hüllenstruktur, in der Regel ein Rohr, 
einer Kapillarstruktur und einer geringen Menge Flüssigkeit, die im Gleichgewicht mit 
ihrer Dampfphase steht. In axialer Richtung ist eine Heatpipe in drei Teile unterteilt: 
einen Verdampferteil, einen adiabaten Zwischenteil und einen Kondensatorteil 
(Abbildung 2.3). Abhängig von ihrer Anwendung und Konstruktion kann eine Heatpi-
pe mehrere Verdampfer- oder Kondensatorteile mit oder ohne adiabatem Zwischen-
teil besitzen. Wärme wird von einer Quelle in den Verdampferteil eingetragen und 
mittels Wärmeleitung durch das Hüllmaterial und die Kapillarstruktur transportiert, wo 
das Arbeitsmedium verdampft. Der entstehende Dampfdruck fördert den Dampf 
durch den adiabaten Zwischenteil zum Kondensatorteil, wo der Dampf in die Kapil-
larstruktur kondensiert, und die latente Wärme der Verdampfung durch die Kapillar-
struktur und das Hüllmaterial geleitet und an eine Wärmesenke abgegeben wird. Der 
Druck in den Kapillaren fördert das Kondensat zurück zum Verdampferteil. Eine 
Heatpipe kann so kontinuierlich die latente Wärme der Verdampfung von einem 
Verdampferteil zu einem Kondensatorteil transportieren. Dieser Prozess setzt sich 
fort, solange der Druck in den Kapillaren groß genug ist, das Kondensat zurück zum 
Verdampferteil zu pumpen, d.h. solange der maximale Kapillardruck größer oder 
gleich der Summe der Druckverluste in der Dampfphase und in der Flüssigkeit ent-
lang der Heatpipe ohne Gravitationskräfte ist. Wirken zusätzlich Gravitationskräfte 
den Kapillarkräften entgegen, muss der maximale Kapillardruck entsprechend größer 
sein. So ist es möglich, große Mengen an Wärme bei einer geringen Temperaturdif-
ferenz abzuführen.  
Im Verdampferteil zieht sich das flüssige Arbeitsmedium in die Poren der Kapillar-
struktur zurück, die Menisken am Übergang Wasser-Dampf sind gekrümmt. Im Kon-
densatorteil sind die Menisken durch die Kondensation von Dampf in die Kapillar-
struktur nahezu flach (Abbildung 2.4). Es entsteht ein Kapillardruck auf Grund der 
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Oberflächenspannung des Arbeitsmediums und der gekrümmten Struktur des Flüs-
sigkeit-Dampf-Übergangs. Die Änderung der Krümmung der Menisken entlang der 
Heatpipe hat eine Änderung des Kapillardrucks zu Folge. Dieser Druckgradient för-
dert das flüssige Arbeitsmedium gegen Druckverluste in Dampf- und Flüssigkeits-
phase und gegen weitere Kräfte wie Gravitation. 
 
 
Abbildung 2.3: Schematische Darstellung einer Heatpipe [MMM11] 
 
Abbildung 2.4: Schematische Darstellung des Dampf-Flüssigkeits-Übergangs 
[FAG95] 
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2.2.1 Arbeitsbereiche von Heatpipes 
Da die Materialien von Hülle, Kapillarstruktur und Arbeitsfluid nahezu beliebig ge-
wählt werden können, können Heatpipes in einem sehr großen Temperaturbereich 
eingesetzt werden. So werden Heatpipes bei der Kühlung von Bauteilen in der 
Raumfahrt bei einer Arbeitstemperatur von ca. 5 K bis hin zu Hochtemperaturanwen-
dungen bei einer Arbeitstemperatur von bis zu 2200 K eingesetzt. Bei der Auswahl 
muss allerdings darauf geachtet werden, dass die eingesetzten Materialien nicht in 
Wechselwirkung miteinander treten. Sonst können Korrosion, Gasbildung oder man-
gelhafte Benetzung zu Betriebsstörungen oder –ausfällen führen. In Langzeitversu-
chen haben sich folgende Materialien als gut verträglich erwiesen [VDI06]: 
• Freone mit Aluminium und Edelstahl 
• Ammoniak mit Aluminium, Baustahl, Edelstahl und Nickel 
• Aceton mit Kupfer 
• Methanol mit Kupfer 
• Wasser mit Kupfer 
• Kalium mit Edelstahl 
• Natrium mit Edelstahl, Nickel und Inconel 
• Lithium mit Niob, Tantal, Wolfram und Molybdän 
• Silber mit Tantal und Wolfram 
Abhängig von der Arbeitstemperatur der Anwendung stehen eine Vielzahl von Ar-
beitsfluiden zur Verfügung. Abbildung 2.5 gibt einen Überblick hierüber.  
Die am weitesten verbreitete Kombination von Materialien ist Kupfer mit Wasser. Der 
Temperaturbereich einer solchen Heatpipe reicht von ca. 30°C bis 300°C. Dieser Typ 
kommt heute in sehr vielen elektronischen Geräten zur Kühlung von Bauteilen zum 
Einsatz. Auf Grund ihrer Verbreitung und der daraus resultierenden Herstellung in 
Massenproduktion sind Kupfer/Wasser-Heatpipes, abhängig von der Stückzahl, sehr 
günstig zu erwerben. Die in dieser Arbeit verwendeten zinkbeschichteten Kup-
fer/Wasser-Heatpipes hatten bei einer Abnahmemenge von 30 Stück einen Preis von 
ca. 10 € pro Heatpipe. Bei unbeschichteten Heatpipes in großer Stückzahl liegt der 
Preis jedoch bei unter einem Euro pro Heatpipe. 
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Abbildung 2.5: Wärmeträger für verschiedene Temperaturbereiche [VDI06] 
2.2.2 Kapillarstrukturen von Heatpipes 
Die Kapillarstruktur einer Heatpipe hat die Aufgabe, das Kondensat zurück zum 
Verdampferteil zu transportieren. Während auf der einen Seite kleine Poren an der 
Flüssigkeits/Dampf-Grenze für das Ausbilden von hohen Kapillardrücken benötigt 
werden, steigt auf der anderen Seite der Strömungswiderstand mit kleiner werden-
den Poren. Aus diesem Grund wurden verschiedene Kapillarstrukturen entwickelt, 
um die Leistungsfähigkeit einer Heatpipe zu optimieren. Man kann die zur Verfügung 
stehenden Kapillarstrukturen in zwei Gruppen einteilen: gleichartige („homogenous“) 
und zusammengesetzte („composite“) Kapillarstrukturen. Gleichartige Kapillarstruktu-
ren haben den Vorteil, dass sie relativ einfach auszulegen, zu produzieren und zu 
installieren sind, während zusammengesetzte Kapillarstrukturen die Betriebsgrenzen 
einer Heatpipe signifikant erhöhen können, jedoch einen höheren Aufwand in der 
Herstellung bedeuten und dadurch teurer sind. Bei der Auswahl einer Kapillarstruktur 
für eine bestimmte Anwendung müssen Vor- und Nachteile aller zur Verfügung ste-
henden Strukturen abgewogen werden. 
Für die Auslegung einer Heatpipe gibt es drei wichtige Eigenschaften der Kapillar-
struktur: 
• Der minimale Kapillarradius: Dieser Parameter sollte klein gewählt werden, 
wenn eine hohe Kapillardruckdifferenz gebraucht wird. Dieses ist der Fall bei 
langen Heatpipes mit dem Verdampferteil oberhalb des Kondensatorteils oder 
in Fällen, wo ein hohes Leistungsvermögen gebraucht wird. 
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• Permeabilität: Die Permeabilität beschreibt den Widerstand der Kapillarstruktur 
gegenüber der axialen Flüssigkeitsströmung. Dieser Parameter sollte hoch 
sein, um einen kleinen Druckverlust in der Flüssigkeit und dadurch ein höheres 
Leistungsvermögen zu erreichen.  
• Effektive Wärmeleitfähigkeit: Eine hohe effektive Wärmeleitfähigkeit resultiert in 
einem kleinen Temperaturabfall entlang der Kapillarstruktur, was vorteilhaft in 
der Auslegung von Heatpipes ist. 
Gleichartige Kapillarstrukturen werden aus einem einzelnen Material oder Arbeits-
schritt hergestellt. Einen Überblick über diese Strukturen gibt Tabelle 2.1. Zusam-
mengesetzte Kapillarstrukturen vereinen die Vorteile von kleinen Poren für hohe Ka-
pillardrücke und großen Poren zur Erhöhung der Permeabilität. Einen Überblick über 
die verschiedenen Arten zusammengesetzter Kapillarstrukturen gibt Tabelle 2.2. Ei-
ne Auswahl unterschiedlicher Kapillarstrukturen zeigt Abbildung 2.6. 
 
Abbildung 2.6: Verschiedene Kapillarstrukturen [ACT12] 
Im Rahmen dieser Arbeit werden ausschließlich Heatpipes mit Netzstruktur verwen-
det. Das Netz ist wahrscheinlich die einfachste und am meisten verbreitete Struktur. 
Es besteht aus Metall oder einem Stoffgewebe, welches um einen Docht gewickelt 
ist und in die Heatpipe eingeführt wird. Nachdem sich das Netz in Position befindet, 
wird der Docht entfernt, und das Netz wird von seiner Eigenspannung gehalten. Im 
Falle eines Stoffgewebes kann zusätzlich eine Feder mit eingeführt werden, die das 
Netz gegen das Hüllmaterial drückt. Der Kapillardruck eines Netzes ist abhängig von 
der Größe seiner rechteckigen Poren. Die Permeabilität wird durch die Anzahl der 
Netzlagen und die Lockerheit der einzelnen Lagen bestimmt. Zwischen den einzel-
nen Lagen entstehen ringförmige Spalte, durch die das Kondensat strömen kann.  
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Tabelle 2.1: Verschiedene Arten gleichförmiger Kapillarstrukturen [FAG95] 
Struktur Kapillarkraft Wärmeleitfähigkeit Permeabilität Kommentar 
 
Netze 
hoch niedrig 
niedrig - durch-
schnittlich 
mehrere Lagen 
Netze möglich 
 
Sintermetall 
hoch durchschnittlich 
niedrig - durch-
schnittlich 
Metallpartikel, 
-fasern oder 
-pulver 
 
Axialrillen 
niedrig hoch 
durchschnittlich - 
hoch 
rechteckig, kreis-
förmig, dreieckig 
oder trapezför-
mig 
 
offener Ringraum 
niedrig niedrig hoch 
Netz im Abstand 
zur Hülle 
 
offene Arterie 
niedrig hoch hoch 
Netz zu einer 
Arterie geformt 
und an der 
Wand anliegend 
 
integrierte Arterie 
hoch hoch 
durchschnittlich - 
hoch 
homogenes Ma-
terial mit inte-
grierten Arterien 
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Tabelle 2.2: Verschiedene Arten zusammengesetzter Kapillarstrukturen [FAG95] 
Struktur Kapillarkraft 
Wärmeleit-
fähigkeit 
Permeabilität Kommentar 
 
Komposit-Netze 
hoch 
niedrig - durch-
schnittlich 
durchschnittlich 
zwei oder mehr 
Lagen. Die Lage am 
nächsten zur Wand 
hat die größte 
Porengröße 
 
Netzbedeckte Rillen 
hoch hoch 
durchschnittlich 
- hoch 
Axialrillen mit 
einem Netz 
bedeckt 
 
Plattenstruktur 
hoch hoch hoch 
Platten mit um-
laufenden Rillen 
 
Spiralarterie 
hoch hoch 
durchschnittlich 
- hoch 
spiralförmiges 
Netz und um-
laufende Rillen 
 
Einzelrille 
durchschnittlich hoch hoch 
Platte aus in-
homogenen 
Material mit 
umlaufenden 
Rillen 
 
Doppelwandarterie 
hoch hoch 
durchschnittlich 
- hoch 
konzentrisch 
perforierte, 
extern gerillte 
Hüllwand. Inne-
re Kreisringe 
Netze. 
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2.2.3 Arbeitsgrenzen von Heatpipes 
Verschiedene Parameter grenzen den Arbeitsbereich einer Heatpipe ein. Der maxi-
male Wärmetransport einer Heatpipe unterliegt einer Anzahl von Arbeitsgrenzen, 
abhängig von Größe und Form der Heatpipe, dem Arbeitsmedium, der Kapillarstruk-
tur und der Arbeitstemperatur. Der maximale Wärmetransport einer Heatpipe bei ei-
ner bestimmten Temperatur wird von der untersten Arbeitsgrenze bestimmt. 
Kapillarkraftgrenze 
Die Fähigkeit einer Kapillarstruktur, den Kreislauf eines Arbeitsmediums aufrecht zu 
erhalten, ist beschränkt. Diese Beschränkung wird Kapillarkraftgrenze oder auch 
hydrodynamische Grenze genannt. Die Kapillarkraftgrenze ist die am häufigsten er-
reichte Grenze von Niedertemperatur-Heatpipes. Sie wird erreicht, wenn die Pump-
leistung der Kapillarstruktur nicht ausreicht, um den Verdampfer mit genügend Flüs-
sigkeit zu versorgen. Dieses passiert, wenn der Druckverlust in Flüssigkeit und 
Dampf den maximalen Kapillardruck übersteigt. Der maximale Kapillardruck einer 
gegebenen Kapillarstruktur hängt von den physikalischen Eigenschaften der Struktur 
und des Arbeitsmediums ab. Jeder Versuch, den Wärmetransport über diese Grenze 
zu erhöhen, führt zu einem Austrocknen des Verdampfers und damit zu einem plötz-
lichen Anstieg der Wandtemperatur im Verdampfer. 
Schallgeschwindigkeitsgrenze 
Der Verdampfer- und der Kondensatorteil einer Heatpipe bilden je einen Strömungs-
kanal mit Massenaustausch durch Verdampfung bzw. Kondensation. Die Dampfge-
schwindigkeit steigt entlang des Verdampfers und erreicht ein Maximum am Ende 
des Verdampferteils. Die den Wärmetransport limitierende und maximal erreichbare 
Dampfgeschwindigkeit ist hierbei die Schallgeschwindigkeit. Diese Limitierung wird 
Schallgeschwindigkeitsgrenze genannt. In der Regel wird diese Grenze während des 
Starts oder des stationären Betriebs der Heatpipe erreicht, wenn der Wärmeüber-
gangskoeffizient im Kondensatorteil sehr hoch ist. Dies ist meist der Fall in Heatpipes 
mit Flüssigmetall als Arbeitsmedium mit hoher Dampfgeschwindigkeit und niedriger 
Dichte. Im Gegensatz zur Kapillarkraftgrenze stellt die Schallgeschwindigkeitsgrenze 
kein Versagen der Heatpipe dar. Die Schallgeschwindigkeitsgrenze korrespondiert 
mit einer gegebenen Verdampfertemperatur. Ein Erhöhen der Verdampfertemperatur 
hat auch eine Erhöhung der Schallgeschwindigkeitsgrenze zur Folge. Ein Absenken 
der Kondensatortemperatur kann hingegen den Wärmetransport bei Erreichen der 
Schallgeschwindigkeitsgrenze nicht mehr erhöhen. Eine Erhöhung des Wärmetrans-
ports bei Erreichen der Schallgeschwindigkeitsgrenze kann somit nur durch eine Er-
höhung der Verdampfertemperatur realisiert werden. Ein Arbeiten der Heatpipe nahe 
an oder bei erreichter Schallgeschwindigkeitsgrenze resultiert in einem signifikanten 
axialen Temperaturabfall entlang der Heatpipe. 
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Siedegrenze 
Wird der radiale Wärmestrom im Verdampfer zu hoch, siedet die Flüssigkeit in der 
Kapillarstruktur des Verdampfers, und die Wandtemperatur steigt rapide an. Die sich 
bildenden Dampfblasen in den Kapillaren hindern die Flüssigkeit daran, die Wand zu 
benetzen, was zu Hot-Spots führt. Dies kann zu einem Austrocknen des Verdamp-
fers führen, was als Siedegrenze der Heatpipe bezeichnet wird. Bei niedrigen und 
mittleren radialen Wärmeströmen ist ein stabiles Sieden ohne Austrocknen möglich. 
Im Gegensatz zu den anderen Arbeitsgrenzen von Heatpipes, die auf Grund von axi-
alen Wärmeströmen hervorgerufen werden, handelt es sich bei der Siedegrenze um 
eine Arbeitsgrenze, die allein durch den radialen Wärmestrom hervorgerufen wird. 
Da aber radialer und axialer Wärmestrom durch die Oberfläche des Verdampfers 
miteinander verbunden sind, bestimmt der radiale den axialen Wärmestrom. Die Sie-
degrenze wird in den meisten Fällen im Zusammenhang mit nicht-metallischen Ar-
beitsfluiden erreicht. Heatpipes mit metallischen Arbeitsfluiden erreichen die Siede-
grenze äußerst selten. 
Wechselwirkungsgrenze („Entrainment“) 
An der Flüssigkeit/Dampf-Grenze wirkt eine Scherkraft, da sich Dampf und Flüssig-
keit in verschieden Richtungen bewegen. Bei hohen relativen Geschwindigkeiten 
können Tropfen aus den Kapillaren vom Dampfstrom mitgerissen werden und bewe-
gen sich mit dem Dampf zum Kondensator. Wird so zu viel Flüssigkeit vor Erreichen 
des Verdampfers aus den Kapillaren in den Dampfstrom transportiert, trocknet der 
Verdampfer aus. Diese Grenze wird Wechselwirkungsgrenze genannt. Das Errei-
chen dieser Grenze kann akustisch detektiert werden, wenn die Tropfen auf das En-
de des Kondensators auftreffen. Die Wechselwirkungsgrenze tritt in Zusammenhang 
mit Niedrig- und Mitteltemperatur-Heatpipes mit kleinem Durchmesser oder Hoch-
temperatur-Heatpipes mit einem hohen Wärmeeintrag am Verdampfer auf. 
Viskositätsgrenze 
Bei niedrigen Arbeitstemperaturen dominieren viskose Kräfte den Dampffluss entlang 
der Heatpipe. Im Falle einer langen, mit Flüssigmetall betriebenen Heatpipe kann der 
Dampfdruck im Kondensator Null werden. Dadurch kann der Wärmetransport in der 
Heatpipe limitiert werden. Diese Arbeitsgrenze wird Viskositätsgrenze genannt. Die 
Viskositätsgrenze wird erreicht, wenn Heatpipes unter ihrem normalen Temperatur-
niveau arbeiten, etwa während des Starts mit Flüssigmetall als Arbeitsmedium, wenn 
das Flüssigmetall erst aus der festen in die flüssige Phase gebracht werden muss. In 
diesem Fall ist der Dampfdruck sehr klein, was zu einem Kondensatordruck nahe null 
führen kann. 
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Feststartgrenze („Frozen Startup Limit“) 
Während der Startphase einer Flüssigmetall Heatpipe aus dem gefrorenen Zustand 
ist die aktive Länge der Heatpipe kleiner als die tatsächliche Länge. Dadurch ist die 
Entfernung, die das flüssige Arbeitsfluid in den Kapillaren zurücklegen muss kleiner 
als für den stationären Betrieb benötigt. Wenn der Wärmeeintrag nicht sehr hoch ist 
und die Wärme nicht plötzlich zugeführt wird, wird die Kapillarkraftgrenze für ge-
wöhnlich nicht erreicht. Allerdings kann auf Grund des Ausfrierens aus der Dampf-
phase die Feststartgrenze erreicht werden, wenn die Schmelztemperatur des 
Arbeitsfluids und die Wärmekapazität des Hüll- und Kapillarmaterials hoch sind und 
die latente Wärme der Verdampfung klein ist. 
Wärmetransportgrenze des Kondensators 
Für gewöhnlich werden der Kondensator einer Heatpipe und seine Kühlung so aus-
gelegt, dass der maximale Wärmestrom, den die Heatpipe transportieren kann, auch 
abgeführt wird. In Ausnahmefällen mit Hochtemperatur-Heatpipes kann es vorkom-
men, dass entsprechende Kondensatoren und Kühlung nicht bereitgestellt werden 
können. In anderen Fällen kann durch die Anwesenheit von nicht kondensierbaren 
Gasen die effektive Länge des Kondensators reduziert werden, so dass der Konden-
sator nicht im Auslegungspunkt arbeiten kann. In beiden Fällen kann die Arbeits-
grenze der Heatpipe durch die Limitierung des Wärmetransports im Kondensator 
hervorgerufen werden. 
Dampfkontinuumsgrenze 
Bei Heatpipes mit sehr geringen Betriebstemperaturen und insbesondere Heatpipes 
mit sehr kleinen Abmessungen kann sich die Dampfströmung in der Heatpipe in der 
freien molekularen Phase oder in einem verdünnten Zustand befinden. In diesem 
Zustand ist die Leistungsfähigkeit der Heatpipe begrenzt. Diese Begrenzung wird 
Dampfkontinuumsgrenze genannt.  
Abbildung 2.7 gibt einen Überblick über die Leistungsgrenzen in Abhängigkeit von 
der Betriebstemperatur. 
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Abbildung 2.7: Leistungsgrenzen einer Heatpipe [FAG95] 
2.2.4 Bauformen von Heatpipes 
Heatpipes gibt es in Größen von 0,6 mm Durchmesser und 25 mm Länge (micro 
Heatpipe) bis zu einer Länge von 100 m [TAK85]. Alle Heatpipes haben einen Ver-
dampfer- und einen Kondensatorteil, die meisten zusätzlich einen adiabaten Zwi-
schenteil, um Verdampfer- und Kondensatorteil zu trennen und die Heatpipe geomet-
risch an die entsprechende Anwendung anzupassen. 
Obwohl mit der rohrförmigen Netz- bzw. Sintermetall Heatpipe die einfachste Bauart 
auch die größte Verbreitung hat, gibt es für jede denkbare Anwendung eine Heatpi-
pe-Konfiguration, die die Anforderungen erfüllt. Im Folgenden werden die geläufigs-
ten Arten von Heatpipes neben der einfachen kapillarkraftgetriebenen Heatpipe vor-
gestellt. 
Zweiphasiger geschlossener Thermosyphon 
Ein Thermosyphon ist eine Heatpipe ohne Kapillarstruktur, deren Funktionsweise 
allein auf Gravitation beruht. Aus diesem Grund muss bei einem Thermosyphon der 
Verdampfer höher als der Kondensator liegen. Wie bei Heatpipes mit Kapillarstruktu-
ren, sind die Schallgeschwindigkeits- und die Viskositätsgrenze die die Heatpipe be-
schränkenden Arbeitsgrenzen. Auf Grund des Fehlens einer Kapillarstruktur und der 
damit einhergehenden freien Oberfläche des Kondensats spielt die Wechselwir-
kungsgrenze ebenfalls eine große Rolle. Das Gegenstück zur Wechselwirkungs-
grenze bei Thermosyphons wird Fluten des Verdampfers genannt. Bei Erreichen des 
Flutens oszilliert die Wandtemperatur, und der Dampfdruck steigt. Im Gegensatz zum 
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Keimsieden bei Heatpipes mit Kapillarstruktur tritt bei der Siedegrenze im 
Thermosyphon Filmsieden auf. Die Grenze wird erreicht, wenn sich ein Dampffilm 
zwischen Hüllwand und Kondensat im Verdampfer bildet. Ein Austrocknen kann bei 
Thermosyphons mit wenig Flüssigkeitsbeladung erreicht werden, wenn sich das ge-
samte Kondensat im Flüssigkeitsfilm befindet. Das Maß der Befüllung hat einen gro-
ßen Einfluss auf die Leistungsfähigkeit eines Thermosyphons. Experimente haben 
gezeigt, dass der maximal übertragbare Wärmstrom mit der Menge der Befüllung bis 
zu einem bestimmten Punkt ansteigt. Auch in einem Thermosyphon kann eine Netz-
struktur integriert werden, um Fluten zu verhindern und den Kontakt zwischen Kon-
densat und Hüllwand zu verbessern. Die Kapillarkraftgrenze spielt hierbei aber gene-
rell keine Rolle, da die Gravitation die treibende Kraft für den Betrieb des 
Thermosyphons darstellt. 
 
 
Abbildung 2.8: Zweiphasiger geschlossener Thermosyphon [FAG89a] 
Ringförmige Heatpipe 
Eine ringförmige Heatpipe gleicht einer einfachen Heatpipe mit der Ausnahme, dass 
der Dampfraum anstatt kreisförmig ringförmig ist [FAG89]. Dadurch ist es möglich, 
die Kapillarstruktur sowohl auf der Innenseite des äußeren Rohres als auch auf der 
Außenseite des inneren Rohres anzubringen. Hiermit kann die Fläche für Wärmeein-
trag und Wärmeabgabe vergrößert werden, ohne den Außendurchmesser zu ändern. 
Die Kapillarkraftgrenze liegt bei gleichen geometrischen Abmessungen im Vergleich 
zu einer einfachen Heatpipe höher. Auf Grund ihrer sehr kurzen Reaktionszeit auf 
Temperaturschwankungen wird diese Art der Heatpipe häufig benutzt, um Heizöfen 
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bzw. –kessel mit isothermer Oberfläche zu realisieren. Werden zwei einfache Heat-
pipes von beiden Seiten in das Innenrohr gesteckt, wirkt die ringförmige Heatpipe als 
mechanische und thermische Verbindung. Auf diese Weise lassen sich Heatpipes 
verlängern. 
 
Abbildung 2.9: Ringförmige Heatpipe [FAG89b] 
Flache Heatpipe 
Eine flache Heatpipe ist eine kapillarkraftgetriebene Heatpipe mit rechteckiger Form 
bei kleinem Seitenverhältnis. Zusätzliche Kapillarblöcke zwischen Verdampfer und 
Kondensator unterstützen den Rücktransport des Kondensats. Befindet sich der 
Kondensator oberhalb des Verdampfers, wird theoretisch keine Kapillarstruktur im 
Verdampfer benötigt, da das Kondensat von der oberen Platte zum Verdampfer trop-
fen kann. Im Verdampfer wird eine Kapillarstruktur benötigt, um das Kondensat über 
die gesamte Verdampferfläche zu verteilen und ein Austrocknen zu verhindern. Die-
se Art der Heatpipe ist sehr gut für die elektronische Bauteilkühlung geeignet. Ganze 
Bündel von Halbleitern oder Transistoren können so mit einer einzigen Heatpipe ge-
kühlt werden. 
 
Abbildung 2.10: Flache Heatpipe [OOI81] 
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Rotierende Heatpipe 
Es existieren zwei Arten von rotierenden Heatpipes [MAR76]. Zum einen kann sie die 
Form eines Zylinders haben. Dieser dreht sich meist um seine Symmetrieachse, 
kann sich aber auch um jeden Punkt außerhalb dieser Achse drehen. Die zweite 
mögliche Form dieser Art von Heatpipe ist eine Scheibe, in deren Inneren sich der 
Dampfraum befindet. Zylindrische rotierende Heatpipes funktionieren in der gleichen 
Weise wie einfache Heatpipes mit der Ausnahme, dass sie sich oft im Inneren ver-
jüngen, um den Transport des Kondensats zum Verdampfer durch Zentrifugalkräfte 
zu unterstützen. Im Falle scheibenförmiger Heatpipes findet der Wärmeeintrag am 
äußeren Radius und die Wärmeabgabe am inneren Radius statt. Der Rücktransport 
des Kondensats beruht allein auf Zentrifugalkräften. Auch hier unterstützt eine Ver-
jüngung der Heatpipe im Inneren den Transport. Aus diesem Grund benötigen rotie-
rende Heatpipes keine Kapillarstruktur. Zylindrische rotierende Heatpipes werden 
eingesetzt, um rotierende Bauteile in Motoren und metallbearbeitenden Maschinen 
wie Bohrer und Mühlen zu kühlen. Scheibenförmige Heatpipes werden eingesetzt, 
um Turbinenkomponenten und Fahrzeugbremsen zu kühlen.  
 
Abbildung 2.11: Scheibenförmige rotierende Heatpipe [MAR76] 
Gasbeladene Heatpipe 
Eine gasbeladene Heatpipe ist eine Heatpipe mit veränderlicher Wärmeleitfähigkeit. 
Diese Art von Heatpipe ist genauso aufgebaut wie eine einfache Heatpipe oder ein 
Thermosyphon mit dem Unterschied, dass sich ein nicht-kondensierbares Gas im 
Dampfraum der Heatpipe befindet [GRO76]. Während des Betriebs wird dieses Gas 
von dem Dampf in den Kondensatorteil gedrückt. Das Gas blockiert einen Teil des 
Kondensators und verhindert die Wärmeabgabe in diesem Teil. Wird der Wärmeein-
trag in den Verdampfer erhöht, steigt das Dampfvolumen, was zu einer Kompression 
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des Gases führt. Dieses vergrößert wiederrum die zur Wärmeabgabe zur Verfügung 
stehende Fläche des Kondensators. Dadurch ist es möglich, unabhängig vom Wär-
meeintrag eine fast konstante Verdampfertemperatur zu realisieren. Gasbeladene 
Heatpipes werden für isotherme Anwendungen und zur Kühlung von elektronischen 
Bauteilen eingesetzt. 
 
Abbildung 2.12: Funktionsweise einer gasbeladenen Heatpipe [GRO76] 
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3 Theoretische Grundlagen 
Die Kombination von Katalysatorelementen eines Rekombinators mit Heatpipes greift 
in mehrere Mechanismen ein. Da die Durchströmung eines Rekombinators aus-
schließlich aufgrund thermischer Auftriebskräfte hervorgerufen wird, wirken sich 
Temperaturänderungen nicht nur auf die chemische Wasserstoffumsetzung, sondern 
auch auf den Durchsatz eines Rekombinators aus. Umgekehrt sind charakteristische 
Eigenschaften der Heatpipe temperaturabhängig, so dass sich insgesamt ein kom-
plexer Zusammenhang unterschiedlicher Wechselwirkungen ergibt. Im Folgenden 
werden daher die theoretischen Grundlagen der katalytischen Verbrennung und des 
Wärmetransports in Heatpipes mit den damit verbundenen Leistungsgrenzen darge-
stellt. 
3.1 Grundlagen der katalytischen Verbrennung 
Bei der Betrachtung chemischer Reaktionen sind Thermodynamik und Kinetik wichti-
ge Teilbereiche. Die Thermodynamik beschäftigt sich mit chemischen Reaktionen 
aus energetischer Sicht. Sie gibt an, unter welchen Umständen eine chemische Re-
aktion ablaufen kann und beschreibt den Zustand eines Systems im Gleichgewicht. 
Abhängig von Größen wie Temperatur und Druck stellt sich bei jeder Reaktion ein 
Gleichgewicht zwischen der Reaktion der Edukte zu den Produkten und deren Rück-
reaktion ein [KOR81]. Den zeitlichen Ablauf, also die Geschwindigkeit einer Reaktion 
oder auch eines Transportvorgangs (z. B. Diffusion), beschreibt die Reaktionskinetik. 
Kinetische Untersuchungen versuchen, einen funktionalen Zusammenhang von 
Reaktionsgeschwindigkeit und den beeinflussenden Parametern (Druck, Temperatur, 
Konzentration) wiederzugeben. Sie dienen auch zum Verständnis der ablaufenden 
Prozesse, um mit Hilfe von Reaktionsmechanismen eine Reaktion in den einzelnen 
Teilschritten nachvollziehen zu können [LOG97]. 
Bei der katalytischen Wasserstoffrekombination wird Wasserstoff mit Sauerstoff exo-
therm an einer katalytischen Oberfläche zu Wasserdampf umgesetzt: 
 2 2 2
1 242
2 R
H O H O H kJ mol°+ → ∆ = − . (3.1) 
Hierbei ist ∆H°R die auf ein Mol bezogene Reaktionsenthalpie. Pro Mol werden bei 
einer Temperatur von 25 °C in etwa 242 kJ an Wärme frei [ATK93]. Die Verbrennung 
an einem Katalysator besitzt einige Vorteile. Ein Wasserstoff/Luft-Gemisch zündet 
erst bei einem Wasserstoffanteil im Gesamtvolumen von etwa 4 bis 77 Vol.-% bei 
einer Zündtemperatur von etwa 650 °C. An einem Katalysator ist ohne zusätzliche 
Energiezufuhr eine Verbrennung bereits bei deutlich niedrigeren Temperaturen und 
unterhalb von 4 Vol.-% möglich, die zudem kontrolliert auf die Katalysatoroberfläche 
begrenzt ist. 
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3.1.1 Heterogene Katalyse 
Ein Katalysator zeichnet sich durch eine Beschleunigung der Hin- und Rückreaktion 
gegenüber der nicht-katalysierten Reaktion aus, meist unter Freisetzung von Wärme. 
Das heißt, dass das thermodynamische Gleichgewicht schneller erreicht wird, sich 
dabei aber nicht verschiebt. Der Reaktionsweg verläuft entlang einer zur homogenen 
Gasphasenreaktion niedrigeren Energiebarriere. Daraus muss resultieren, dass der 
Reaktionsweg verschieden zur konventionellen Reaktion ist. Ein Katalysator selbst 
wird nicht verbraucht bzw. kehrt nach einem Reaktionsumlauf wieder in seinen Aus-
gangszustand zurück, ausgenommen es führen Katalysatorgifte zur Unwirksamkeit. 
Von heterogener Katalyse spricht man, wenn die Edukte in der Fluidphase und der 
Katalysator als Feststoff vorliegen. Ein wesentliches Charakteristikum der heteroge-
nen Katalyse ist die Kopplung des Stofftransports mit der chemischen Reaktion 
[JAK91]. 
Wichtige Begriffe bei der Betrachtung der Katalyse sind die Aktivierungsenergie Ea 
und die sog. aktiven Zentren. Die Aktivierungsenergie, auch als scheinbare Energie-
barriere bezeichnet, ist die Energie, die benötigt wird, die Bindung, die zwischen den 
Molekülen besteht, aufzubrechen. Die aktiven Zentren, auch als reaktive Stellen be-
zeichnet, sind Atome oder Ansammlungen von Atomen, die in dieser Arbeit aus den 
Elementen Palladium oder Platin bestehen. Die umzusetzenden Moleküle treten an 
die Oberfläche des Katalysators und bilden eine Zwischenstufe mit den reaktiven 
Stellen. Am Katalysator wird nach Abbildung 3.1 eine scheinbar geringere Energie 
benötigt als bei einer nicht katalytischen Reaktion [LAT07]. 
Abbildung 3.2 zeigt schematisch den Verlauf einer katalysierten Reaktion, wobei E 
die potentielle Energie und die Reaktionskoordinate der Reaktionsweg ist. Die Eduk-
te A und B nähern sich aufgrund von Konzentrationsunterschieden der Oberfläche 
des Katalysators und adsorbieren an den aktiven Zentren. Es bildet sich eine Zwi-
schenstufe A---B aus. Dabei symbolisiert "---" noch nicht die Bindung zwischen A und 
B, sondern die Adsorption von mindestens einem Edukt an den aktiven Zentren. 
Nach vollständiger Reaktion von A und B zu AB desorbiert das Produkt und entfernt 
sich vom Katalysator. Die aktiven Zentren sind nach der Reaktion im gleichen Zu-
stand wie vor der Reaktion. 
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Abbildung 3.1:  Energievergleichsdiagramm einer exothermen Reaktion mit und 
ohne Katalysator [LAT07] 
 
 
Abbildung 3.2:  Energiediagramm einer exothermen Reaktion für einen Katalysator 
[LAT07] 
Die Beschreibung der Reaktionskinetik erfordert die Bestimmung der Reaktionsge-
schwindigkeit des gesamten Prozesses. Die an einem Katalysator ablaufenden Pro-
zesse während einer Reaktion lassen sich nach [MÜL07] in mehreren Teilschritten 
darstellen:  
• Filmdiffusion der Edukte 
• Porendiffusion der Edukte 
• Adsorption der Edukte 
• Oberflächenreaktion der Edukte am aktiven Zentrum 
• Desorption der Produkte 
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• Porendiffusion der Produkte 
• Filmdiffusion der Produkte 
Die Bezeichnung Oberflächenreaktion wird im Folgenden für die zusammen-
gefassten Teilschritte (Elementarschritte) Adsorption (3.), Oberflächenreaktion (4.) 
und Desorption (5.) verwendet, da in der vorliegenden Arbeit keine Aussagen über 
den Mechanismus der heterogenen Katalyse gemacht werden. 
Im Rahmen der reaktionskinetischen Versuche wird ein Katalysator untersucht, der 
auf poröse Strukturen aufgebracht ist. Die aktiven Zentren sind über den gesamten 
Katalysatorträger verteilt. Der Stofftransport innerhalb einer Pore der porösen Struk-
turen wird als Porendiffusion bezeichnet. Der Stofftransport durch die Grenzschicht 
zwischen Gasstrom und Katalysatoroberfläche wiederrum wird als Filmdiffusion be-
zeichnet. 
Der langsamste Mechanismus aus Oberflächenreaktion, Porendiffusion und Filmdif-
fusion ist der für die gesamte Reaktion geschwindigkeitsbestimmende Schritt. Allge-
mein ist im niedrigen Temperaturbereich die Oberflächenreaktion bestimmend. Bei 
weiter steigender Temperatur ist die Porendiffusion und im Bereich hoher Tempera-
turen die Filmdiffusion bestimmend. 
3.1.2 Reaktionsgeschwindigkeit 
Bei der Geschwindigkeitsgleichung einer chemischen Reaktion wird die Reaktions-
geschwindigkeit zu der Konzentration der Reaktionspartner in Beziehung gesetzt 
[MOR76]. 
Für die Bildung von 1 mol Wasser wird nach (3.1) 1 mol Wasserstoff mit 0,5 mol 
Sauerstoff verbraucht. Die Änderung der Stoffmenge ∆ni der Komponente i ist gleich 
der Differenz der eingesetzten Stoffmenge ni,e der Komponente i am Eingang e und 
die nach der Wasserstoffrekombination vorhandenen Stoffmenge ni,a der Komponen-
te i am Ausgang a: 
 , ,i i e i an n n∆ = −  . (3.2) 
Für die zeitliche Änderung der Stoffmenge wird für eine einzige Reaktion nach der 
Zeit t differenziert, und man erhält den Stoffmengenstrom ṅi der Komponente i zu 
 , ,i e i aii
n nnn
dt dt
−∆
= =  . (3.3) 
Bezogen auf das Reaktionsvolumen V und den stöchiometrischen Koeffizienten νi 
der Komponente i wird die Gesamtreaktionsgeschwindigkeit ṙges zu 
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 , ,i e i ai
ges
i i
n nnr
V Vν ν
−∆
= =
⋅ ⋅
 


 (3.4) 
definiert. Da die Reaktion an einer Katalysatorfläche AKat abläuft, ist die Gesamtreak-
tionsgeschwindigkeit aus (3.4) gleich der Gesamtreaktionsgeschwindigkeit bezogen 
auf die Katalysatorfläche ṙKat: 
 ges Kat KatV rr A⋅ ⋅=   . (3.5) 
Mit ṙges lässt sich nach Umstellen und Einsetzen von (3.4) die Gesamtreaktionsge-
schwindigkeit bezogen auf die Katalysatoroberfläche mit den ein- und austretenden 
Stoffmengenströmen in einem Zeitintervall und bezogen auf den stöchiometrischen 
Koeffizienten der Reaktion nach (3.5) 
 , ,i e i a
Kat ges
Kat i Kat
n nV r
A
r
Aν
−
= ⋅ =
⋅
 
 
 (3.6) 
darstellen und berechnen.  
Die reaktionskinetischen Versuche finden mit auf die Heatpipe geschobenen kataly-
tisch beschichteten Hülsen statt. Mit der Länge einer Hülse LH und dem Außen-
durchmesser der Hülse da wird die Katalysatoroberfläche erhalten aus 
 Kat H aA L dπ= ⋅ ⋅  . (3.7) 
Der Volumenanteil Yi,e der Komponente i am Eingang berechnet sich aus dem Ver-
hältnis der eintretenden Stoffmenge zur Gesamtstoffmenge am Eingang ne zu 
 ,
,
i e
i e
e
n
Y
n
=


 . (3.8) 
Bezogen auf den Gesamtdruck P lässt sich mit der Volumenkonzentration der Parti-
aldruck pi,e einer Komponente i am Eingang beschreiben mit 
 , ,i e i ep Y P= ⋅  . (3.9) 
3.1.3 Reaktionskinetik 
Wenn keine Annahmen zu den Reaktionsmechanismen oder Reaktionsteilschritten 
vorliegen, kann zur Ermittlung eines Kinetikmodells für die Reaktionsgleichung (3.1) 
ein formalkinetischer Potenzansatz nach [MÜL07] verwendet werden. Für die Be-
rechnung der effektiven Reaktionsgeschwindigkeit ṙeff mit einer Geschwindigkeits-
konstante k und einem konzentrationsabhängigen Term ci der betreffenden Kompo-
nente i, ergibt sich mit der Reaktionsordnung n: 
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 neff icr k= ⋅  . (3.10) 
Die Proportionalitätskonstante kann dabei eine von der Temperatur abhängige Ge-
schwindigkeitskonstante k(T) sein oder unter Berücksichtigung der Strömungsverhält-
nisse und Stoffeigenschaften als eine Stoffübergangskonstante ß aufgefasst werden. 
Die Berechnung der Geschwindigkeitskoeffizienten wird im jeweiligen kinetischen 
Kontrollbereich in unterschiedlicher Art und Weise ermittelt. Der Stoffübergang aus 
dem Strömungskern an die Grenzschicht ist nach [BAE06] im Vergleich zur Diffusion 
im Film und in den Poren schnell. Die Konzentration mit der Reaktionsordnung n 
stellt den konzentrationsabhängigen Term in Bezug auf eine Komponente dar und ist 
bei Annahme eines idealen Gases über den Partialdruck mit entsprechender Reakti-
onsordnung darstellbar (3.13). Der Exponent n macht Aussagen über die Änderung 
der Reaktionsgeschwindigkeit mit Änderung der Konzentration. Bei einer Reaktion 
erster Ordnung steigt die Reaktionsgeschwindigkeit im gleichen Maße wie die Kon-
zentration. Bei einer Ordnung abweichend von eins, nimmt die Geschwindigkeit einer 
Reaktion entweder exponentiell zu oder ab. Erscheint eine Ordnung von Null, dann 
ist die Reaktionsgeschwindigkeit gleich der Geschwindigkeitskonstante und die Re-
aktion ist somit unabhängig von der Konzentration. Bei der heterogenen Katalyse 
wird sich zeigen, dass in Bezug auf eine mathematische Modellierung des Reakti-
onsverlaufs die Ordnung der Wasserstoffrekombination von der wahren Ordnung 
verschieden ist (nH2 = 1). Der Grund liegt in den beschriebenen Teilschritten.  
Mit Hilfe der Zustandsgleichung für ideale Gase  
 i in R TVp = ⋅⋅ ⋅ , (3.11) 
wobei R die universelle Gaskonstante, T die absolute Temperatur und V̇0 der Ge-
samtvolumenstrom des Gemisches bedeuten, lässt sich die Konzentration einer 
Komponente ci mit dem Partialdruck darstellen zu: 
 i ii
n
V
pc
R T
= =
⋅


 (3.12) 
Nach Einsetzen von (3.12) in (3.10) wird die effektive Reaktionsgeschwindigkeit mit 
dem Partialdruck erhalten aus 
 
n
i
eff
pk
R T
r  = ⋅  ⋅ 
  . (3.13) 
Dieser Ansatz wird verwendet, um die Reaktionsgeschwindigkeit in Abhängigkeit 
vom geschwindigkeitsbestimmenden Schritt zu berechnen. 
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3.1.4 Temperaturabhängigkeit der Reaktionsgeschwindigkeit 
In Bereichen niedriger Temperaturen wird die Gesamtgeschwindigkeit der Reaktion 
von der Oberflächenreaktion bestimmt. Je höher die Temperatur, desto mehr Energie 
steht für die Reaktion zur Verfügung. Daraus folgt, dass eine höhere Energie für die 
Überwindung des Widerstandes der chemischen Bindung der Moleküle zur Verfü-
gung steht und daher der Bindungsbruch schneller erfolgt. Ist die chemische Reakti-
on ṙeff,R geschwindigkeitsbestimmend, so ist die Umsetzung eines Stoffes gleich der 
Gesamtreaktionsgeschwindigkeit und man erhält 
 , ,
,
i e i a
Kat eff R
i Kat
rr
nn
Aν ⋅
−
= = 

 . (3.14) 
Mit der Formulierung aus (3.13) erhält man die auf die Katalysatorfläche bezogene 
effektive Reaktionsgeschwindigkeit (Index R für Reaktion) mit 
 ( ),
n
i
eff R T
p
R
r k
T
 =  ⋅
⋅ 

  . (3.15) 
Zur Bestimmung der Temperaturabhängigkeit der Geschwindigkeitskonstante k(T) 
einer Reaktion wird der von Arrhenius beschriebene Zusammenhang 
 ( )
aE
R T
Tk k e
−
⋅
∞ ⋅=  (3.16) 
verwendet, wobei k∞ die Anzahl der molekularen Stöße und Ea die Aktivierungsener-
gie bedeuten [MÜL07]. Dieser Zusammenhang beschreibt, dass bei Erhöhung der 
Temperatur die Reaktionsgeschwindigkeit exponentiell steigt, da sich die Geschwin-
digkeitskonstante erhöht. Der Grund dafür ist ein Mehrwert an Energie, der den Mo-
lekülen als Stoßenergie zur Verfügung steht, sodass eine Mehrzahl reaktiver Stöße 
wahrscheinlich ist. Durch Logarithmieren der Gleichung (3.16) wird ein linearer Zu-
sammenhang zwischen der Geschwindigkeitskonstante und dem Kehrwert der Tem-
peratur erhalten zu 
 ( )
1ln ln aT
Ek k
R T∞
= − ⋅  . (3.17) 
Anders formuliert erhält man eine entsprechende Geradengleichung, woraus sich die 
gesuchten Parameter bestimmen lassen: 
 y a b x= + ⋅  . (3.18) 
Darin bedeuten b = -Ea∙R-1 die Steigung, a = ln k∞ der Achsenabschnitt, y die gesuch-
te, temperaturabhängige Geschwindigkeitskonstante und x die variable Temperatur. 
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Die Steigung dieser Geraden bezeichnet eine Zu- oder Abnahme der Reaktionsge-
schwindigkeit mit steigender bzw. fallender Temperatur. Der Achsenabschnitt bedeu-
tet hierin den Schnittpunkt der Geraden mit der y-Achse. Daraus folgt, dass bei einer 
bestimmten Temperatur der Stoßfaktor, also die maximal möglichen molekularen 
Stöße, erhalten wird. In Abbildung 3.3 ist für verschiedene reziproke Temperaturen 
ln k(T) aufgetragen. Diese Auftragung wird als Arrhenius-Diagramm bezeichnet. Die-
ser Verlauf entspricht qualitativ dem der Wasserstoffrekombination in den durchge-
führten Versuchen. 
 
Abbildung 3.3:  Reaktionsgeschwindigkeiten katalytischer Reaktionen in Abhängig-
keit von der Reaktionstemperatur [BAE99] 
Es ist ersichtlich, dass sich bei steigender Temperatur die Geschwindigkeit einer Re-
aktion erhöht. Mit weiter zunehmender Temperatur treten aufgrund der schneller 
werdenden Reaktion die Einflüsse der verschiedenen Diffusionsmöglichkeiten hinzu. 
Das heißt, dass ab einer bestimmten Temperatur die Reaktionsgeschwindigkeit nicht 
mehr nur von der Temperatur abhängig ist, sondern vielmehr durch den diffusiven 
Transport der Edukte bestimmt wird. Es kann jedoch nur ein Temperaturbereich und 
keine klare Abgrenzung des Übergangs von Oberflächenreaktion zu Stofftransport-
hemmung gegeben werden. Nimmt die Temperatur weiter zu, erreicht die Reakti-
onswärme an der Katalysatoroberfläche die Zündtemperatur des Wasserstoffes. Die 
Rekombinationsreaktion findet dann nicht mehr am Katalysator, sondern homogen in 
der Gasphase statt. In Abhängigkeit von der Wasserstoffkonzentration wird die Re-
kombination zu einer ungewollten und unkontrollierbaren Verbrennung. 
3.1.5 Stofftransport in den Poren 
In diesem Abschnitt werden nur grundlegende Vorstellungen zum Einfluss der Po-
rendiffusion auf die Geschwindigkeit der Wasserstoffrekombination dargestellt. Die 
Porendiffusion unterliegt weitaus mehr Einflüssen als hier beschrieben und gibt da-
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her nur einen Blick auf die Theorie des inneren Stofftransportes zur katalytisch akti-
ven Oberfläche.  
In einem Bereich zwischen Oberflächenreaktion und Filmdiffusion kann der Einfluss 
der Porendiffusion auftreten. Die Rekombination findet dann an der inneren Oberflä-
che eines porösen Katalysators statt. Abbildung 3.4 zeigt eine elektronen-
mikroskopische Aufnahme eines typischen porösen Aluminiumoxidträgers. Es ist 
deutlich zu erkennen, dass keine regelmäßige Struktur vorliegt, vielmehr gleicht sie 
einem komplizierten Geflecht von vielen Agglomeraten. Die Vergrößerung der Ober-
fläche ist der Grund, katalytisch aktives Material auf einen porösen Träger aufzubrin-
gen. 
 
Abbildung 3.4: Porenstruktur eines Aluminiumoxidträgers [DOR09] 
Im Gegensatz zur Oberflächenreaktion können die Teilchen mit der Porenwand zu-
sammenstoßen. Dies bedeutet, dass die Moleküle abgebremst und somit die Poren-
diffusion zum geschwindigkeitsbestimmenden Schritt der Gesamtreaktion wird. 
Zur Vereinfachung der Modellbeschreibung wird beispielsweise angenommen, dass 
sich die Poren im Katalysatorträger wie Zylinder mit unterschiedlicher Länge aufbau-
en. Je nach Länge und Durchmesser der Pore treten unterschiedliche Diffusions-
möglichkeiten in den Poren auf. Unter vielen Verfeinerungen der Porenstruktur sind 
zwei hauptsächliche Unterscheidungen, die Molare und die nach Knudsen benannte 
Porendiffusion möglich. Da sich die Konzentrationen der verschiedenen Teilchen in 
der Pore ändern, werden Gradienten ausgebildet. Stöße der Moleküle und Teilchen 
sind sowohl untereinander als auch mit der Porenwand möglich. Die Knudsen-
Diffusion überwiegt, wenn mehr Molekül-Wand-Stöße und nicht wie bei der Molekula-
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ren-Diffusion mehr Molekül-Molekül-Stöße auftreten. Danach richtet sich die Berech-
nung des Porendiffusionskoeffizienten. Das Zusammenwirken von chemischer Reak-
tion und Stofftransport in den Poren wird z.B. von [KEI99] beschrieben. 
Im weiteren Verlauf der Arbeit wird die Porendiffusion als sogenannter Übergangsbe-
reich bezeichnet und nicht weiter betrachtet. 
3.1.6 Stofftransport im Film 
Nach dem Übergangsbereich tritt mit weiterer Erhöhung der Temperatur der Einfluss 
des Stoffübergangs durch den Film hinzu und wird für die Gesamtgeschwindigkeit 
der Reaktion bestimmend. Die Rekombinationsreaktion findet nun hauptsächlich an 
der äußeren Oberfläche des Katalysators statt. Abbildung 3.5 zeigt schematisch den 
Konzentrationsverlauf vom Strömungskern zur katalytischen Oberfläche. Durch die 
nun schnellere Oberflächenreaktion sinkt die Konzentration der Komponente i an der 
äußeren Katalysatoroberfläche auf den Wert Null. Der Einfluss der Temperatur ist 
nun nicht mehr entscheidend für die Geschwindigkeit der Gesamtreaktion. Vielmehr 
wird sie durch den Stofftransport durch die Grenzschicht charakterisiert.  
 
 
Abbildung 3.5:  Strömungskanal und Stofftransport durch die laminare Grenzschicht 
an die Katalysatoroberfläche [BRE07] 
Ohne Annahmen über die Art und Dicke δ des Films lässt sich der Stoffmengenstrom 
nach [EMI05] mit 
 ( ),i i Kat i i wA cn cβ ⋅= ⋅ −   (3.19) 
beschreiben. Dabei ist ßi die Stoffübergangskonstante des Stoffes i und ci,w die Kon-
zentration der Komponente i an der äußeren Katalysatoroberfläche (Index „w“ für 
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Wand). Da die Gesamtgeschwindigkeit der Reaktion im stationären Zustand durch 
den geschwindigkeitsbestimmenden Schritt bedingt ist, wird Gleichung (3.6) mit 
(3.19) gleichgesetzt zu 
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Man erhält daraus die auf die Katalysatorfläche bezogene effektive Reaktionsge-
schwindigkeit mit Stofftransportlimitierung (Index „D“ für Diffusion) zu 
 ,
n
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eff D i
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β  =  ⋅
⋅ 

  , (3.21) 
wobei die Konzentration durch den Partialdruck unter Verwendung von (3.11) ausge-
drückt wird. Die Konzentration an der äußeren Katalysatoroberfläche fällt weg, da die 
Oberflächenreaktion schneller als die Diffusion ist. Der Stoffübergangskoeffizient β 
hängt von den Strömungsbedingungen, Stoffeigenschaften und der geometrischen 
Form des Versuchsaufbaus ab. Die Theorie der Grenzschichten beschreibt die Be-
rechnung des Stoffübergangskoeffizienten. Sie besagt, dass sich die Konzentratio-
nen und Geschwindigkeiten in alle Richtungen entlang eines Gradienten ändern 
können. Nach [BAE06] wird zur Vereinfachung angenommen, dass der Stoffüber-
gang in einer dünnen wandnahen Schicht erfolgt und damit die Änderung der Kon-
zentration in Richtung der Oberfläche deutlich größer als die Änderung der Konzen-
trationen in die anderen Richtungen ist. Es wird also nur die Diffusion senkrecht zu 
der katalytischen Oberfläche berücksichtigt. 
Bei der Berechnung des Stoffübergangskoeffizienten treten zahlreiche Einflussgrö-
ßen wie Dichte, Viskosität, geometrische Abmessungen des Probenkörpers und 
Strömungsgeschwindigkeit des Fluids auf. Die Sherwood-Zahl  beschreibt das Ver-
hältnis des effektiven Stoffübergangs zum diffusiven Stofftransport. Sie hängt dabei 
von der Länge des überströmten Körpers dl, dem molekulare Diffusionskoeffizienten 
Di,m des Stoffes und dem Stoffübergangskoeffizienten βi der Komponente i ab: 
 
,
i l
i m
dSh
D
β ⋅
=  . (3.22) 
Die in dieser Arbeit durchgeführten reaktionskinetischen Untersuchungen werden an 
zylindrischen Katalysatorelementen durchgeführt. Die Größe dl ist die auf den Um-
fang bezogene Anströmlänge und resultiert aus der Geometrie des Versuchsaufbaus 
(Abbildung 3.6). 
Die Überströmlänge dl ist somit der halbe Umfang der Hülse mit dem Außendurch-
messer da,H: 
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,2l a H
d dπ= ⋅  . (3.23) 
 
Abbildung 3.6: Einzelzylinder in einem Kanal 
Die Sherwood-Zahl selbst ist bei erzwungener und laminarer Strömung eine Funktion 
der Reynolds- und Schmidt-Zahl: 
 ( , )Sh f Re Sc=  . (3.24) 
Die Reynolds-Zahl berücksichtigt den Einfluss der Strömungsgeschwindigkeit u in 
Abhängigkeit von der Überströmlänge und der kinematischen Viskosität ν. Sie be-
schreibt das Verhältnis von Reibungs- zu Trägheitskräften nach 
 
lu dRe
ν
⋅
=  . (3.25) 
Der innere Durchmesser des Strömungskanals di,R verkleinert sich durch den Einbau 
der Heatpipe (Abbildung 3.6) und erhöht gemäß Kontinuitätsgleichung die Ge-
schwindigkeit der Gasströmung zwischen Probenkörper und Reaktorwand. Die 
Überströmgeschwindigkeit u ergibt sich an diesem Hindernis aus der Anfangs-
geschwindigkeit u0 bezogen auf den Hohlraumanteil des Probenkörpers ψ zu 
 0
uu =
Ψ
 . (3.26) 
Der Hohlraumanteil beschreibt das Verhältnis der Differenz aus Kanalvolumen VK 
und umströmtem Körpervolumen VH zum Kanalvolumen. Er berechnet sich nach 
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wobei d für Durchmesser und die Indizes i für innen, a für außen, R für Reaktor und 
H für Hülse stehen. Nach Einsetzen in (3.26) ergibt sich die Überströmgeschwindig-
keit aus 
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=  . (3.28) 
Für Stoffeigenschaften bei reibungsbehafteter Strömung ist die Schmidt-Zahl eine 
dimensionslose Größe und beschreibt das Verhältnis von Transport durch Impuls 
und Transport durch Diffusion des übergehenden Stoffes. Sie errechnet sich aus der 
kinematischen Viskosität des Gasgemisches ν und dem Diffusionskoeffizienten der 
Komponente i mit 
 ,i m
Sc
D
ν
=  . (3.29) 
3.2 Grundlagen des Wärmetransports in einer Heatpipe 
Die Kenntnis der Vorgänge im Inneren einer Heatpipe verlangt eine Analyse der 
strömungsmechanischen und thermischen Vorgänge [FAG95]. Die Strömungsme-
chanik beschreibt den axialen Druckverlust der Flüssigkeit in der Kapillarstruktur, den 
maximalen Kapillardruck und die Dampfströmung im Kanal. Die Wärmeübertragung 
beschreibt den Wärmeeintrag und die Wärmeabgabe in bzw. aus der Heatpipe. Dazu 
gehören Wärmeleitung in Hülle und Kapillarstruktur, Verdampfung und Kondensation 
an der Flüssigkeits/Dampf-Grenze und die erzwungene Konvektion im Kanal und der 
Kapillarstruktur. Vorgänge wie Erstarren und Verflüssigung spielen eine wichtige Rol-
le in der Modellierung des transienten Betriebs einer Heatpipe während des Startens 
aus der festen Phase. 
Die Vorgänge im Inneren einer Heatpipe können in drei Regionen aufgeteilt werden:  
• Dampfströmung im Kanal 
• Flüssigkeitsströmung in der Kapillarstruktur 
• Wechselwirkung zwischen Flüssigkeits- und Dampfströmung 
Die Wechselwirkungen der einzelnen Regionen zeigt Abbildung 3.7. 
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Abbildung 3.7: Flussdiagramm für den Betrieb einer Heatpipe und die Wechsel-
wirkung zwischen verschiedenen Bereichen [FAG95] 
Wird der Wärmeeintrag in die Hüllstruktur am Verdampfer erhöht, steigt die Tempe-
ratur der Hüllstruktur dementsprechend, und es wird mehr Wärme von der Hüllstruk-
tur in die Kapillarstruktur transportiert. Die Hülle der Heatpipe tritt in Wechselwirkung 
mit der Kapillarstruktur. Auf Grund der Änderung der Temperatur und des Druckes 
verändert sich das Gleichgewicht an der Flüssigkeits/Dampf-Grenze. Der verdamp-
fende Massenstrom erhöht sich, da mehr Wärme von der Kapillarstruktur zur 
Flüssigkeits/Dampf-Grenze transportiert wird. Ein höherer Massenfluss wiederum hat 
eine erhöhte Dampfgeschwindigkeit zur Folge, was den Dampfzustand beeinflusst. 
Die Flüssigkeitsströmung in der Kapillarstruktur tritt in Wechselwirkung mit dem 
Dampfstrom über die Flüssigkeits/Dampf-Grenze. Gleichzeitig kondensiert auf Grund 
des erhöhten Dampfstroms vom Verdampfer eine größere Masse an Flüssigkeit im 
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Kondensator. Dieses wiederum verändert die Beschaffenheit der Flüssigkeits/Dampf-
Grenze, was Einfluss auf den Verdampfer hat. Die Wechselwirkung von Dampfströ-
mung und Flüssigkeits/Dampf-Grenze wird in diesem Fall Rückkopplung genannt. 
Diese Rückkopplungen treten auch zwischen der Flüssigkeits/Dampf-Grenze und der 
Kapillarstruktur und zwischen der Kapillarstruktur und der Hülle auf. 
Nach Abbildung 3.7 kann ein Bereich nur mit einem benachbarten Bereich in Wech-
selwirkung treten. So kann das Hüllmaterial nicht direkt mit dem Dampfstrom inter-
agieren. Eine Wechselwirkung ist nur über die Kapillarstruktur und die Flüssig-
keits/Dampf-Grenze möglich. Für gewöhnlich sollten alle Bereiche als ein zusam-
menhängendes Problem gelöst werden. In der Realität aber werden auf Grund der 
sehr hohen Komplexität des Problems häufig vereinfachende Annahmen getroffen. 
So können einzelne Bereiche vernachlässigt oder mit anderen Bereichen verschmol-
zen werden. Außerdem können Bereiche von anderen entkoppelt werden. Wird zum 
Beispiel der Flüssigkeitsstrom in der Kapillarstruktur vernachlässigt und der Bereich 
als ein Problem der reinen Wärmeleitung betrachtet, kann dieser Bereich mit dem 
des Hüllmaterials  zusammengefasst werden. Ist nur der Dampfstrom von Interesse, 
können die anderen drei Bereiche vernachlässigt werden und nur der vierte Bereich 
der Dampfströmung betrachtet werden. Ist wiederum nur die Flüssigkeitsströmung in 
der Kapillarstruktur von Interesse, kann dieser Bereich von den anderen entkoppelt 
werden und als ein eigenständiges Problem mit dementsprechenden Randbedingun-
gen behandelt werden. 
Im Rahmen dieser Arbeit sind allerdings ausschließlich die Temperaturdifferenz zwi-
schen Verdampfer und Kondensator und die übertragende Wärmeleistung der Heat-
pipe von Interesse. Dadurch ist es möglich, die Vorgänge der Strömungsmechanik 
vollständig zu vernachlässigen und die Heatpipe als ein reines Wärmeleitungsprob-
lem zu betrachten. Die Heatpipe reduziert sich auf einen Stab mit effektiver Wärme-
leitfähigkeit, der durch einen thermischen Gesamtwiderstand beschrieben werden 
kann.  
Der Wärmeeintrag in die Heatpipe aufgrund der exothermen Reaktion in der Kataly-
satorschicht am Verdampferende und die Wärmeabfuhr aus der Heatpipe am 
Kondensatorende bilden einen Wärmestrom. Wird vereinfachend angenommen, 
dass die Wärmeverluste über die Hüllenwand längs einer Heatpipe im Verhältnis zu 
der transportierten Wärmemenge zu vernachlässigen sind, die Transportzone dem-
nach adiabat ist, so gilt 
 , ,zu kond ab verdQ Q=  . (3.30) 
Durch die Materialeigenschaften der Werkstoffe sind deren Wärmeleitverhalten hin-
reichend bekannt. Dadurch lassen sich die Wärmewiderstände je Funktionsbereich 
und mit deren Hilfe die einzelnen Temperaturunterschiede berechnen. Die Gesetz-
mäßigkeiten sind denen des Ohmschen Gesetzes aus der Elektrotechnik analog: 
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So wie die elektrische Spannung U einen Potentialunterschied beschreibt, kann auch 
die Temperaturdifferenz ΔT als Unterschied zwischen zwei Temperaturniveaus auf-
gefasst werden. Können sich diese Niveauunterschiede ausgleichen führt dies zu 
einem Strom (Q bzw. I), welcher über einen materiegebundenen Widerstand R fließt. 
Bei dieser Betrachtungsweise liegen der Beschreibung der Heatpipe folgende Pro-
zesse zu Grunde [SEI09]: 
• radialer Wärmetransport durch das Hüllmaterial 
• radialer Wärmetransport durch die Kapillarstruktur 
• Phasenübergang des Arbeitsmediums 
• axiale Wärmetransportprozesse in Hülle und Kapillarstruktur 
• Stofftransport im Gasraum der Heatpipe 
• Kondensationsvorgänge im Kondensator 
• radiale Wärmetransporte durch Kapillarschicht und Hüllenmaterial 
Alle diese Prozesse lassen sich durch thermische Einzelwiderstände beschreiben, 
die sich zu dem Gesamtwiderstand der Heatpipe vereinen. Abbildung 3.8 gibt einen 
Überblick über diese Widerstände. 
 
Abbildung 3.8: Thermische Widerstände einer Heatpipe 
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Hierbei sind 
Re,verd  der radiale Widerstand zwischen externer Wärmequelle und Ver-
dampferwand, 
Rw,verd der radiale Widerstand der Verdampferwand, 
Rk,verd der radiale Widerstand der Kapillarstruktur im Verdampfer, 
Rph,verd der radiale Widerstand an der Phasengrenze Flüssigkeit–Dampf im 
Verdampfer, 
Rg der axiale Widerstand der Dampfströmung, 
Rph,kond  der radiale Widerstand an der Phasengrenze Flüssigkeit–Dampf im 
Kondensator, 
Rk,kond der radiale Widerstand der Kapillarstruktur im Kondensator, 
Rw,kond der radiale Widerstand der Kondensatorwand, 
Re,kond der radiale Widerstand zwischen externer Wärmesenke und Konden-
satorwand, 
Rl der axiale Widerstand der Flüssigkeitsströmung und der Kapillaren, 
Rw der axiale Widerstand der Wand. 
Im Folgenden wird die Berechnung der einzelnen Widerstände und des daraus resul-
tierenden Gesamtwiderstands behandelt. 
3.2.1 Radiale thermische Widerstände 
Die thermischen Widerstände, die sich dem Wärmestrom entgegenstellen bevor die-
ser zur Verdampfung des Fluid beitragen kann, werden als radiale Wärmewiderstän-
de bezeichnet. Darunter fallen ebenfalls die Wärmewiderstände, die der Wärmestrom 
nach der Kondensation des Fluids durchfließt. Auch der Wärmewiderstand des 
Wandmaterials an den beiden Stirnseiten zählt hiernach zu den radialen Wärmewi-
derständen. 
Ein- und Auskoppelwiderstände Re,verd und Re,kond 
Die Ein- und Auskopplungswiderstände beschreiben die thermischen Widerstände 
von Wärmequelle und –senke. Aufgrund ihrer Abhängigkeit von den spezifischen 
Randbedingungen kann keine allgemeine Berechnungsvorschrift für diese Wider-
stände angegeben werden. Die weitere Betrachtung erfolgt daher im Kapitel Modell-
bildung.  
Radiale Hüllwiderstände Rw,verd und Rw,kond 
Die Wärmeleitung durch das Hüllmaterial wird durch den Wandwiderstand behindert. 
Setzt man voraus, dass sich die Verdampfer- und Kondensatorzone einer Heatpipe 
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nur durch das Temperaturniveau unterscheiden, der Aufbau und die Geometrie also 
gleich sind, so gilt, dass beide Widerstände gleich groß sind. Sie ergeben sich aus 
dem Fourier’schen Gesetz für kreiszylindrische Wärmerohre zu 
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Dabei ist dw,a der Außendurchmesser des Rohrmantels, dw,i dessen Innen-
durchmesser, lzone die Länge der Verdampfer- bzw. Kondensatorzone und λw die 
Wärmeleitfähigkeit des Wandmaterials.  
Es ist zu beachten, dass die Wärmeleitfähigkeit eines Stoffes sich mit der Tempera-
tur verändert. Im Allgemeinen nimmt die Wärmeleitfähigkeit mit steigender Tempera-
tur ab, was wiederum für den Wärmewiderstand des Wandmaterials bedeutet, dass 
dieser größer wird. Aufgrund der geringen Temperaturdifferenz zwischen Verdampfer 
und Kondensator werden die jeweiligen Wärmeleitfähigkeiten näherungsweise als 
gleich angenommen. 
Widerstände der Kapillarstruktur  Rk,verd und Rk,kond 
Analog zum radialen Wärmewiderstand des Hüllenmaterials besitzt auch eine Kapil-
larstruktur einen thermischen Widerstand, der im Wesentlichen von der Wärmeleitfä-
higkeit dieser Struktur abhängt. 
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Auch hier sind, analog zu den radialen Hüllwiderständen, die geometrischen Dimen-
sionen der Kapillarstruktur von Bedeutung. Viel stärker aber spielt hier die Ausfor-
mung der kapillaren Struktur eine Rolle. Drei Arten von Kapillarstrukturen werden im 
Folgenden betrachtet: 
• die axiale Rillenstruktur 
• in die Rohrhülle eingelegte Netze 
• auf die Innenseite der Rohrhülle aufgebrachte Sintermetallschicht 
Die effektive Wärmeleitfähigkeit λeff der Kapillarstruktur kann auf nachfolgend be-
schriebene Weise für jeden der Fälle abgeschätzt werden: 
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• Für rechteckige Axialrillen ergibt sich die effektive Wärmeleitfähigkeit zu 
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 wobei b die Breite zwischen den Rillen, h die Rillentiefe und w die Rillen-
weite ist. λl und λw sind die Wärmeleitfähigkeiten des Fluids bzw. des 
Wandmaterials. 
• Für dreieckige Axialrillen ergibt sich die effektive Wärmeleitfähigkeit zu 
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mit β als Spitzenwinkel der Rillenflanken. 
• Für Gitternetze ergibt sich 
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Dabei ist λl die Wärmeleitfähigkeit des verwendeten Fluids und λw die des 
Gitternetzmaterials. Die Porosität ε der Kapillarstruktur ist ein Maß für das 
Verhältnis zwischen Material und davon eingeschlossenem Leerraum.  
• Für Kapillarschichten aus  Sinterstrukturen ergibt sich 
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Die Abschätzung der Wärmeleitfähigkeit poröser Kapillarstrukturen erfolgt unter der 
Annahme und Einschränkung, dass die Wärmeübertragung in diesem Bereich eindi-
mensional und die Kapillaren mit Fluid gesättigt sind [STE92]. 
Materialstrukturen, die einen hohen Leerraumanteil aufweisen, besitzen eine große 
Porosität. Als Maßzahl wird der Quotient aus Hohlraumvolumen und Gesamtvolumen 
angegeben: 
 Hohlraum
Gesamt
V
V
ε = . (3.39) 
Für netzähnliche Strukturen beträgt die Porosität [CHI76], [FAG95]: 
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Hierbei ist N die Anzahl der Netzmaschen pro Längeneinheit und d der Durchmesser 
des verwendeten Netzdrahtes. Der Faktor S wird in der Literatur als „crimping factor“ 
bezeichnet [FAG95] und übereinstimmend mit ca. 1,05 angegeben [MAR72]. Er trägt 
der Tatsache Rechnung, dass Drahtnetze nicht aus einfachen Überlagerungen ein-
zelner Drähte bestehen, sondern dass diese vielmehr unter einem Biegewinkel mit-
einander verwoben sind. Dadurch sinkt zum einen der Leerraumanteil und zum an-
deren steigt der Materialanteil durch längere Längs- und Querdrähte.  
Bei Sinterstrukturen variiert die Porosität mit dem verwendeten Werkstoff und dem 
angewandten Sinterverfahren. In der Literatur werden Werte zwischen 0,15 und 0,7 
angegeben [GOB06]. Da keine belastbaren Herstellerangaben handelsüblicher 
Heatpipes mit gesinterten Kapillarschichten vorliegen, werden folgende Überlegun-
gen angestellt: 
• Die einschlägigen Normen listen Sinterwerkstoffe für Form- und Lagerteile bzw. 
Metallfilter auf.  
• An Sinterlager werden besondere Eigenschaften hinsichtlich Festigkeit und 
Notlauf gestellt. Dazu werden diese Sinter möglichst hochverpresst (bis ca. 
1000 MPa). Es resultiert eine eher geringe Porosität im Bereich von 0,15 bis 
0,25 (für die Werkstoffe Sint-D51 und Sint-D52).  
• Sinterlagerbuchsen, welche zusätzlich mit Schmierstoff getränkt werden sollen, 
liegen bezüglich der Porosität im Bereich von 0,4 bis 0,6.  
• Geringverpresste (> 200 MPa) Sinter-Bronzen, wie sie z. B. für offene Metallfil-
ter zum Einsatz kommen, haben Porositäten von 0,5 bis 0,75.   
Dies lässt die Annahme zu, dass die Sintermetallauskleidung von Heatpipes bezüg-
lich der Porosität im oberen Drittel anzusiedeln ist, da ein möglichst ungehemmter 
Durchfluss bei hoher Kapillarkraftwirkung erwünscht ist.  
Widerstände an der Phasengrenze Rph,verd und Rph,kond 
Der Übergang des flüssigen Fluids in den gasförmigen Zustand und umgekehrt bildet 
die Phasengrenze. An dieser Grenze, die als Oberfläche eines dünnen Fluidfilms 
aufgefasst werden kann, wechseln ständig Moleküle des Fluids von der einen in die 
andere Phase. Bei gleichbleibendem Wärmestrom bildet sich ein Gleichgewicht aus, 
so dass ebenso viele Teilchen von der flüssigen in die Gasphase wechseln als auch 
umgekehrt. Der Zustand ist stationär. 
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Ändert sich der Wärmestrom, steigt also zum Beispiel die Temperatur im Flüssig-
keitsfilm an, so treten mehr Teilchen aus der flüssigen Phase in den Dampfraum 
über, bis sich erneut ein Gleichgewicht einstellt. 
Strömt nun, wie in einer Heatpipe, der Dampf aus dem Verdampfer in die Transport-
zone bzw. in den Kondensator, so ist auf die Verdampferzone bezogen das Gleich-
gewicht gestört. Der lokale Druck und die Temperatur im Gasraum des Verdampfers 
sinken und weitere Fluidteilchen drängen aus der Flüssigphase nach. Zwischen der 
Temperatur im Flüssigkeitsfilm und der im Dampfraum entsteht eine, wenn auch 
kleine, Differenz. Der resultierende thermische Widerstand ist sehr gering, da auch 
die Temperaturdifferenzen sehr gering sind. Da er in der Größenordnung 10-5 K/W 
liegt, trägt der resultierende Phasenübergangswiderstand kaum zum Gesamtwider-
stand der Heatpipe bei. 
Die Herleitung der Formel zur Berechnung dieses Widerstandes ist in beinahe allen 
Literaturquellen aufgrund der Komplexität des Themas sehr knapp gehalten. Sie wird 
angegeben mit 
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Dabei ist R die spezifische Gaskonstante des Wärmeträgers, Tg die Sättigungstem-
peratur des Dampfes, ρg dessen Dichte und hv die Verdampfungsenthalpie. Die Vari-
able f ist der sog. Kondensationskoeffizient. Er ist dimensionslos und beschreibt den 
Anteil an Teilchen, die beim Auftreffen aus der Gasphase auf die Flüssigkeitsoberflä-
che absorbiert und nicht reflektiert werden. Für Wasser schwanken die Angaben er-
heblich zwischen 0,0036 und 1 [KIR71].  
3.2.2 Axiale thermische Widerstände 
Die in einer Heatpipe transportierte Wärme muss auch in Transportrichtung Wärme-
widerstände überwinden. 
Die Hüllenwerkstoffe von Heatpipes besitzen oft eine hohe Wärmeleitfähigkeit. Dies 
führt dazu, dass neben dem radialen Wärmedurchgang auch ein Teil der Wärme  
axial in der Hüllenwand zur Wärmesenke fließt. Auf die Wärmebilanz hat dieses kei-
nen Einfluss, da bei adiabater Wärmeleitung auch dieser Teil zur Wärmesenke 
strömt, jedoch stellt dieser Wärmeweg einen Verlust an Heizleistung im Verdampfer 
dar. Aus diesem Grund ist es von Vorteil, wenn der axiale Wärmewiderstand des 
Wandmaterials möglichst groß ist. Der axiale Wärmewiderstand ergibt sich zu 
 ,
,
eff
w axial
w w axial
l
R
Aλ
=
⋅
. (3.42) 
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Die effektive Länge der Heatpipe ergibt sich zu 
 ( )
0
1 l
effl Q z dzQ
= ∫ 

. (3.43) 
Hierbei ist l die Länge der Heatpipe in axialer Richtung z. Q̇(z) ist die durch die Hülle 
der Heatpipe an der Stelle z transportierte Energie in axialer Richtung. Diese nimmt 
in Richtung z im Verdampfer stetig zu und im Kondensator stetig ab. Im Bereich der 
adiabaten Transportzone ist sie konstant. Das Integral liefert somit: 
 
1 1
2 2eff verd adiabat kond
l l l l= ⋅ + + ⋅ . (3.44) 
Ebenso wie das Wandmaterial die Wärme in axialer Richtung leitet, wird ein geringer 
Teil auch durch die kapillare Struktur im Inneren der Heatpipe geleitet. Durch ihren 
Aufbau und die zwangsweise Heterogenität ist der Wärmewiderstand der Kapillar-
struktur der höchste Einzelwiderstandswert des gesamten Systems Heatpipe. In An-
lehnung an den axialen Widerstand der Heatpipe-Hülle berechnet er sich zu 
 ,
,
eff
k axial
eff k axial
l
R
Aλ
=
⋅
. (3.45) 
Dabei ist leff wiederum die effektive Länge der Heatpipe, λeff die effektive Wärmeleit-
fähigkeit der kapillaren Struktur und Ak,axial ihre gemittelte Querschnittsfläche. 
Der axiale thermische Widerstand der Dampfströmung Rg resultiert aus der Tatsa-
che, dass – trotz adiabater Wärmeleitung – die Temperaturen des Dampfes im Ver-
dampfer und im Kondensator geringfügig voneinander abweichen und damit zu einer 
Temperaturdifferenz führen. Er ist durch den sehr kleinen Temperaturunterschied 
ebenfalls sehr gering und liegt in der Größenordnung von 10-8 K/W. Aus der 
Clausius-Clapeyron‘schen Gleichung folgt für seine Berechnung 
 g gg
g v
T p
R
Q hρ
⋅∆
=
⋅ ⋅ ∆
. (3.46) 
3.2.3 Thermischer Gesamtwiderstand 
Die im vorhergehenden Abschnitt beschriebenen thermischen Einzelwiderstände 
lassen sich mit Hilfe der Kirchhoff’schen Gesetzmäßigkeiten zu einem Gesamtwider-
stand vereinen. Dabei wird vereinfachend angenommen, dass die axialen Wider-
stände Rw und Rl vor den radialen Widerständen Rw,verd und Rk,verd bzw. Rw,kond und 
Rk,kond thermisch angeschlossen sind. Dieses ist zulässig, da die axialen Wärmewi-
derstände Rw und Rl - wie später noch gezeigt wird - um ein Vielfaches größer sind 
als die radialen Widerstände. Dadurch ist der axial abfließende Wärmestrom sehr 
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gering und kann im Verhältnis zum radial fließenden Wärmestrom vernachlässigt 
werden. 
Abbildung 3.8 zeigt, dass sich die Widerstände in serielle und parallele Zweige teilen. 
Nach dem Knotenpunktsatz (1. Kirchhoff’sches Gesetz) ist die Summe der zuflie-
ßenden und der abfließenden (Wärme-)Ströme gleich. Ebenso ergibt sich nach dem 
Maschensatz (2. Kirchhoff’sches Gesetz), dass an parallelen Widerständen die glei-
che Spannung anliegt, bzw. - homogener Wärmeeintrag vorausgesetzt - gleiche 
Temperaturunterschiede vorhanden sind, wenn homogener Wärmeeintrag vorausge-
setzt wird. Für die Berechnung des thermischen  Gesamtwiderstandes gelten dem-
nach die gleichen Gesetzmäßigkeiten wie sie auch für die Berechnung eines elektri-
schen Widerstandsnetzwerkes gelten. Für in Serie  geschaltete Widerstände gilt: 
 1 2 ... nR R R R= + + + . (3.47) 
Der Gesamtwiderstand paralleler Zweige hingegen errechnet sich aus 
 1 2
1 2 1 2
1 1 1 1 ......
...
n
n n
R R RR
R R R R R R R
+ + +
= + + + ⇔ =
⋅ ⋅ ⋅
. (3.48) 
Bei der Berechnung wird zur Vereinfachung angenommen, dass die parallelen Wi-
derstände aus Abbildung 3.8 nach den axialen Widerständen abzweigen (Abbildung 
3.9). 
 
Abbildung 3.9: Ersatzschaltung der thermischen Widerstände 
Unter Zuhilfenahme von Ersatzwiderständen zur besseren Übersichtlichkeit lässt sich 
der thermische Gesamtwiderstand einer Heatpipe berechnen. Abbildung 3.10 - Ab-
bildung 3.14 veranschaulicht das rechnerische Vorgehen. 
 , ,I ph verd g ph kondR R R R= + + , (3.49) 
 
I l
II
I l
R RR
R R
+
=
⋅
, (3.50) 
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 , ,III k verd II k kondR R R R= + + , (3.51) 
 III wIV
III w
R RR
R R
+
=
⋅
, (3.52) 
 , ,HP w verd IV w kondR R R R= + + . (3.53) 
 
 
Abbildung 3.10: Ersatzwiderstand RI 
 
 
Abbildung 3.11: Ersatzwiderstand RII 
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Abbildung 3.12: Ersatzwiderstand RIII 
 
Abbildung 3.13: Ersatzwiderstand RIV 
 
 
Abbildung 3.14: Gesamtwiderstand RHP 
(3.49) - (3.52) eingesetzt in (3.53) ergibt: 
 
( )
( )
, ,
, ,
, ,
, ,
, ,
, ,
, ,
ph verd g ph kond l
k verd k kond w
ph verd g ph kond l
HP w verd w kond
ph verd g ph kond l
k verd k kond w
ph verd g ph kond l
R R R R
R R R
R R R R
R R R
R R R R
R R R
R R R R
+ + +
+ + +
+ + ⋅
= + +
 + + +
+ + ⋅  + + ⋅ 
. (3.54) 
Betrachtet man dazu noch die thermischen Widerstände von Wärmeeintrag und 
-abgabe, so ergibt sich der Gesamtwiderstand des Wärmeleitsystems „Heatpipe“ zu 
 , ,gesamt e verd HP e kondR R R R= + + . (3.55) 
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3.3 Berechnung der Leistungsgrenzen einer Heatpipe 
Eine Heatpipe arbeitet im Allgemeinen über ihren Betriebsbereich stabil. Der Be-
triebsbereich wird durch den Schmelzpunkt des Fluids und dessen kritischen Punkt 
bestimmt. Darunter bzw. darüber ist kein Stofftransport und damit auch kein stoffge-
bundener Wärmetransport möglich. Zwischen diesen beiden Punkten bestimmen die 
in Kapitel 2 vorgestellten Leistungsgrenzen den Arbeitsbereich einer Heatpipe. Die 
Berechnung der Leistungsgrenzen wird im Folgenden vorgestellt. 
3.3.1 Kapillarkraftgrenze 
Das kondensierte Fluid muss bei Heatpipes, bei denen der Verdampfer oberhalb des 
Kondensators liegt, gegen die Schwerkraft nach oben gefördert werden. Dazu be-
dient man sich der Kapillarität sehr feiner und enger Strukturen. Die Oberflächen-
spannung des Fluids und die Grenzflächenspannung des Fluids gegen die Kapillaren 
verursachen ein Staudruck, der sich in den flüssigkeitslosen Bereich der Kapillar-
schicht ausgleichen will. Der resultierende Kapillardruck drückt das flüssige Arbeits-
medium in den Verdampferbereich der Heatpipe. Die Kapillarkraftgrenze ist erreicht, 
wenn die Kapillardruckdifferenz nicht mehr ausreicht, um der Summe aller Druckab-
fälle entgegen zu wirken: 
 
0 k g lp p p= ∆ + ∆ + ∆  (3.56) 
mit 
 ,maxk kp p∆ ≥ ∆ . (3.57) 
Hierbei ist ∆pk die Kapillardruckdifferenz, ∆pg der Druckunterschied in der Gasphase 
und ∆pl der Druckunterschied in der Flüssigkeitsphase. 
Die Kapillardruckdifferenz lässt sich durch die beiden Druckunterschiede ∆pg und ∆pl 
beschreiben: 
 ( )k g lp p p∆ = − ∆ + ∆ . (3.58) 
Die Krümmung der Phasengrenze in einer Kapillare, also der Meniskus der Flüssig-
keitssäule, stellt sich an jedem Ort der Heatpipe so ein, dass der Kapillardruck der 
Differenz aus Dampfdruck und Flüssigkeitsdruck entspricht. [CHI76] führt für die un-
terschiedlichen Krümmungsradien im Verdampfer und im Kondensator einen effekti-
ven Krümmungsradius  Reff,min ein, dessen Minimum ausschließlich von der kapillaren 
Struktur abhängt. 
Die Kapillardruckdifferenz erreicht ihr Maximum, wenn der Kapillardruck im Verdamp-
fer maximal und im Kondensator minimal wird. Dies ist der Fall, wenn sich die Flüs-
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sigkeit im Verdampfer möglichst weit in die Kapillaren zurückzieht (Reff = Reff,min) oder 
die Kapillaren im Kondensator überflutet sind (Reff→ ∞). 
Die Benetzung einer Oberfläche durch eine Flüssigkeit findet stets in einem für die 
Stoffpaarung Fluid/Kapillarwerkstoff spezifischen Winkel statt. Dieses beeinflusst die 
Größe der Kontaktfläche des Fluids mit der Heizfläche. Tabelle 3.1 zeigt eine Zuord-
nungstabelle verschiedener Kapillarstrukturen und Krümmungsradien. Benetzungs-
winkel ausgewählter Fluide sind in Tabelle 3.2 angegeben. 
Tabelle 3.1: Krümmungsradien verschiedener Kapillarstrukturen [CHI76] 
Kapillarstruktur Reff,min Formelzeichen 
kreisförmige Arterie R R   Arterienradius 
rechteckige Rillen w w   Rillenweite 
dreieckige Rillen w / cos β β   Öffnungswinkel der Flanken 
Gitternetz (w + d) / 2 oder 
1 / (2 ∙ N) 
w   Maschenweite 
d   Drahtdurchmesser 
N   Maschenzahl pro Längeneinheit  
gesinterte Pulver 0,41 ∙ R R   Kornradius 
Tabelle 3.2: Benetzungswinkel ausgewählter Fluide [FRI35], [WAY95] 
Wärmeträger Benetzungswinkel φ 
Wasser 40° bis 45° 
Kohlenwasserstoffe ca. 35° 
Ammoniak 20° bis 25° 
 
Die maximale Kapillardruckdifferenz ergibt sich zu 
 
,max
,min
2 .cosk
eff
p
R
σ ϕ⋅∆ = , (3.59) 
wobei σ die Oberflächenspannung des die Kapillaren benetzenden Fluids ist. Für 
Kapillarschichten aus Gitternetz berechnet sich die maximale Kapillardruckdifferenz 
zu 
 ,max
4 coskp w d
σ ϕ⋅∆ = ⋅
+
 (3.60) 
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und für gesintertes Pulver zu 
 ,max
2 cos
0,41k Korn
p
R
σ ϕ⋅∆ = ⋅
⋅
 (3.61) 
mit RKorn als mittlerem Kornradius des Sinterpulvers. 
Als weitere Komponente zur Berechnung der Kapillarkraftgrenze wird die Druckände-
rung längs der Flüssigkeitsströmung ∆pl bestimmt. Sie setzt sich aus dem Strö-
mungsdruckabfall ∆pl,s (dynamischer Anteil) und der hydrostatischen Druckdifferenz 
∆pl,h (statischer Anteil) zusammen: 
 , ,l l s l hp p p∆ = ∆ + ∆ . (3.62) 
Abhängig von der Art der Kapillarstruktur wird der dynamische Anteil unterschiedlich 
berechnet: 
• Für Rillen- und Arterienstrukturen gilt nach Hagen-Poiseuille 
         
, 2
,
32 l
l s eff
l v k h
p Q l
A h d
ν⋅
∆ = ⋅ ⋅
⋅ ∆ ⋅
 , (3.63) 
 mit der kinematischen Viskosität νl, dem von der Flüssigkeit durchströmten 
Querschnitt Al, der Verdampfungsenthalpie ∆hv, dem hydraulisch wirksa-
men Durchmesser dk,h einer Kapillare und der effektiven Länge des Strö-
mungskanals leff, wie sie in Kapitel 3.2.2 beschrieben wird. Der in der 
Heatpipe transportierte Wärmestrom Q̇ ist dabei ohne Berücksichtigung 
vorgeschalteter Wärmeverluste einzusetzen. 
• Für Heatpipes mit Gitternetzen oder Sinterstrukturen wird der Strömungs-
druckabfall mit Hilfe des Darcy‘schen Gesetztes berechnet zu 
         
,
l
l s eff
l v
p Q l
K A h
ν
∆ = ⋅ ⋅
⋅ ⋅ ∆
 . (3.64) 
Dabei ist K die Permeabilität der Kapillarstruktur. Sie ist ein Maß für das 
Durchdringungsvermögen (einer kapillaren Struktur) des Fluids. [MAR72] 
gibt für Gitternetze folgende Berechnungsvorschrift an: 
         
( )
2 3
2122 1Netz
dK ε
ε
⋅
=
⋅ −
, (3.65) 
 mit dem Drahtdurchmesser d des Netzes und der Porosität ε. Für Sinter-
metallstrukturen gilt nach [CHI76]: 
Theoretische Grundlagen 49 
         
( )
2 3
2Sinter 37,5 1
rK ε
ε
⋅
=
⋅ −
. (3.66) 
 Die Porosität wird als Verhältnis von Rohdichte zur Reindichte eines Bau-
teils definiert: 
         1 Bauteil
Werkstoff
ρε
ρ
= − . (3.67) 
Der hydrostatische Druckunterschied ergibt sich nach dem Pascal’schen Gesetz zu 
 ,l h lp g hρ∆ = − ⋅ ⋅ , (3.68) 
mit ρl als Dichte des Fluids und g als Gravitationskonstante. Die Differenz h der 
Höhenlagen beider Enden gilt nur für den Fall, dass die Heatpipe in vertikaler Lage 
betrieben wird und ist in diesem Fall gleich ihrer Länge l. Für davon abweichende 
Betriebslagen gilt für h: 
 sin cosih l dα α= ± ⋅ + ⋅ . (3.69) 
Dabei ist l die Gesamtlänge der Heatpipe, di der Innendurchmesser des Hüllrohres 
und α der Neigungswinkel gegen die Horizontale. 
Muss die Strömung gegen die Schwerkraft arbeiten, befindet sich der Verdampfer 
also oberhalb des Kondensators (Kapillarkraft-Betrieb), gilt das positive Vorzeichen. 
Das Vorzeichen wird negativ, wenn die Heatpipe horizontal arbeitet oder sich der 
Verdampfer unterhalb des Kondensators befindet. Dabei unterstützt der hydro-
statische Druck die Flüssigkeitsströmung und der rechte Teil der Pascal’schen Glei-
chung wird insgesamt positiv. Lageunabhängig muss bei radialem Fluidaustausch 
innerhalb der Sinterstruktur oder des Gitternetzes der Innendurchmesser immer 
überwunden werden. Dieser hydrostatische Höhenanteil geht im Erdschwerefeld da-
her immer positiv in die Berechnung ein. 
Die Druckdifferenz der Flüssigkeitsströmung ergibt sich also insgesamt zu 
 
( ) ( )
2
, 2 3
122 1
sin cosl effl Netz l i
l v
Q l
p g l d
d A h
ε ν
ρ α α
ε
⋅ − ⋅ ⋅ ⋅
∆ = − ⋅ ⋅ ± ⋅ + ⋅
⋅ ⋅ ⋅ ∆

 (3.70) 
bzw. 
 
( ) ( )
2
,Sinter 2 3
37,5 1
sin cosl effl l i
l v
Q l
p g l d
r A h
ε ν
ρ α α
ε
⋅ − ⋅ ⋅ ⋅
∆ = − ⋅ ⋅ ± ⋅ + ⋅
⋅ ⋅ ⋅ ∆

.      (3.71) 
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Schließlich bildet der Strömungsdruckabfall in der Dampfströmung die dritte An-
triebskomponente des Stofftransportes in einer Heatpipe. Durch ihn strömt das gas-
förmige Fluid von der Überdruckzone (Verdampfer) durch die adiabate Transportzo-
ne zur Unterdruckzone (Kondensator). Längs der adiabaten Transportzone treten im 
Wesentlichen nur Reibungskräfte in der Dampfströmung auf, die zum Strömungs-
druckabfall beitragen. Zusätzlich treten in den beiden Wärmetransportzonen zusätz-
lich Trägheitskräfte auf, da dort die Fluidmoleküle beschleunigt (Verdampfung) bzw. 
abgebremst (Kondensation) werden. Zur Vereinfachung wird angenommen, dass das 
Dampfvolumen inkompressibel ist. Diese Vereinfachung ist für Strömungsgeschwin-
digkeiten der Dampfphase von bis zu 0,3 Mach (entspricht ca. 100 m/s) in der Litera-
tur übereinstimmend anzutreffen [VDI06], [REA06], [FAG95]. Für den Strömungs-
druckabfall gilt zunächst: 
 , , ,g g verd g adiabat g kondp p p p∆ = ∆ + ∆ + ∆ . (3.72) 
Hierbei sind ∆pg,verd, ∆pg,adiabat und ∆pg,kond die Druckunterschiede in der Gasphase in  
Verdampfer, adiabater Transportzone und Kondensator. 
Die axiale Strömungsausbildung wird durch die Reynolds-Zahl für die axiale Dampf-
strömung beschrieben: 
 ,
,
Re g haxial
g g g a v
Q d
A hν ρ
⋅
=
⋅ ⋅ ⋅ ∆

. (3.73) 
Der hydraulisch wirksame Durchmesser ist hierbei dg,h und die axial durchströmte 
Querschnittsfläche Ag,a. Für laminare Strömungen mit Werten kleiner 2300 gilt dann 
nach dem Gesetz von Hagen-Poiseuille 
 , 2
, ,
32 g
g adiabat adiabat
g a v g h
p Q l
A h d
ν⋅
∆ = − ⋅ ⋅
⋅ ∆ ⋅
 . (3.74) 
Ist der Wert der axialen Reynolds-Zahl größer als 2300, die Strömung also turbulent, 
so berechnet sich der Druckabfall der Dampfströmung in der adiabaten Zone nach 
dem Blasius’schen Ansatz zu 
 , 24
, ,
0,3164
2Re
adiabat
g adiabat
g g a v g haxial
Q lp
A h dρ
⋅
∆ = − ⋅
⋅ ⋅ ⋅ ∆ ⋅

. (3.75) 
Analog dazu berechnet sich der Druckabfall im Verdampfer bzw. im Kondensator für 
laminare Strömungen (Re < 2300) zu 
 
, 2
, ,
32
2
g verd
g verd
g a v g h
lp Q
A h d
ν⋅
∆ = − ⋅ ⋅
⋅ ∆ ⋅

 (3.76) 
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und 
 
, 2
, ,
32
2
g kond
g kond
g a v g h
lp Q
A h d
ν⋅
∆ = − ⋅ ⋅
⋅ ∆ ⋅

 (3.77) 
und für turbulente Strömungen (Re > 2300) zu 
 
, 24
, ,
0,3164
4Re
verd
g verd
g g a v g haxial
Q lp
A h dρ
⋅
∆ = − ⋅
⋅ ⋅ ⋅ ∆ ⋅

 (3.78) 
und 
 , 24
, ,
0,3164
4Re
kond
g kond
g g a v g haxial
Q lp
A h dρ
⋅
∆ = − ⋅
⋅ ⋅ ⋅ ∆ ⋅

. (3.79) 
Die Art der Kapillarstruktur hat hier keinen Einfluss auf das Ergebnis. Bei diesem 
Modell wird von vollständiger Druckrückgewinnung im Kondensator ausgegangen, 
was [FAG95] und [BUS73] vorhersagen. Diese Annahme wird durch experimentelle 
Beobachtungen von [HAU84] bestätigt. 
3.3.2 Viskositätsgrenze 
Eine weitere Betriebsgrenze stellt die Zähigkeit des Fluids dar. Vor allem dann, wenn 
die Betriebstemperatur der Heatpipe nur wenig über dem Schmelzpunkt des Fluids 
liegt, dominieren viskose Kräfte die Dampfströmung. 
Für die Aufrechterhaltung des Dampfstroms ist es notwendig, dass der Druckabfall 
nicht größer als der Absolutdruck am Verdampferende wird. Wird der Dampfdruck im 
Kondensator Null, so kommt der Dampfstrom und damit der Stofftransport zum erlie-
gen. [BUS73] gibt für diesen Grenzfall eine axiale Wärmestromdichte bei Erreichen 
der Viskositätsgrenze an: 
 
2
,64
g v
vis g verd
g eff
d h
q p
lν
⋅∆
= ⋅
⋅ ⋅
 . (3.80) 
Die Bedingung dabei lautet, dass die axiale Wärmestromdichte kleiner als die Wär-
mestromdichte bei Erreichen der Viskositätsgrenze ist: 
 axial visq q<  . (3.81) 
3.3.3 Schallgeschwindigkeitsgrenze 
Die Schallgeschwindigkeitsgrenze wird erreicht, wenn die Dampfströmung am Eintritt 
in die adiabate Transportzone Schallgeschwindigkeit annimmt. Dies kann z. B. da-
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durch erreicht werden, dass die Temperatur des Kondensators bei konstanter oder 
zunehmender Verdampfertemperatur sinkt. Damit geht auch eine Druckreduzierung 
im Kondensator einher, was wiederum eine Zunahme der Strömungsgeschwindigkeit 
zur Folge hat. Ist die Schallgeschwindigkeit erreicht, so nimmt die axiale Stofftrans-
portgeschwindigkeit nicht mehr zu. Die an diesem Punkt erreichbare maximale Wär-
mestromdichte lässt sich berechnen zu 
 , ,0,474s v g verd g verdq h p ρ= ⋅∆ ⋅ ⋅ . (3.82) 
Die übertragbare Wärmestromdichte muss kleiner als die maximal übertragbare 
Wärmestromdichte sein: 
 axial sq q<  . (3.83) 
3.3.4 Wechselwirkungsgrenze 
An der Phasengrenze der beiden entgegengesetzten Stoffströme von Dampf und 
Flüssigkeit kann es bei offenen Kapillarstrukturen zu Wechselwirkungen kommen. Ist 
der Dampfstrom ausreichend schnell und die Oberflächenspannung der Flüssigkeit 
hinreichend gering, können Flüssigkeitströpfchen mit der Gasphase mitgerissen wer-
den. Vor allem bei offenen Kapillarstrukturen wie z. B. Längsrillen kann es zum Stau-
en der Flüssigkeitsströmung und damit einhergehend zum Abriss des Fluidrückflus-
ses in den Verdampfer kommen. Im Extremfall trocknet der Verdampfer aus und die 
Stoffströme in der Heatpipe kommen zum Erliegen. Die maximale Wärmestromdichte 
berechnet sich zu 
 ,
,2
g verd
e v
h k
q h
R
σ ρ⋅
= ∆ ⋅
⋅
 , (3.84) 
wobei Rh,k der hydraulische Radius der Kapillarstruktur ist. Er wird von [STE92] für  
• axiale Rillen mit w als Rillenweite 
• Gitternetze mit 0,5 ∙ w (w sei die Maschenweite des Netzes) 
• Sinterstrukturen mit 0,41 ∙ r (r sei der mittlere Kornradius) 
angegeben. 
In guter Näherung lassen sich auch die Werte für Reff,min aus Tabelle 3.1 verwenden. 
Hier gilt ebenfalls die Betriebsbedingung, dass die axiale Wärmestromdichte nicht 
größer als die Grenzwärmestromdichte sein darf: 
 axial eq q<  . (3.85) 
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In überdeckten Kapillarstrukturen (z. B. Netzeinlagen, Sinterschichten) oder bei 
Heatpipes mit einer arteriellen Kondensatrückführung spielt diese Funktionsgrenze 
nur eine sehr geringe Rolle, da der Gasstrom kaum mit dem Kondensat wechselwir-
ken kann. 
3.3.5 Siedegrenze 
Bei hohem Wärmeeintrag kann im Verdampfer Blasensieden auftreten. Dies kann in 
Heatpipes mit Netz- oder Sintereinlagen zur Störung des Kondensatrückflusses füh-
ren und der Stoffstrom kann abreißen. Für kapillare Strukturen, die ein ungehindertes 
Entweichen der Dampfblasen zulassen, ist die Siedegrenze keine maßgebliche Leis-
tungsgrenze. Die Berechnung der Siedegrenze geht auf die Theorie des Blasensie-
dens zurück. Es lässt sich zeigen, dass aus einem Blasenkeim mit dem Radius nur 
dann eine Dampfblase erwächst, wenn die kritische Temperaturdifferenz  ∆Tkrit über-
schritten wird. Für die maximal übertragbare Wärmestromdichte gilt hier: 
 
,
krit
b
verd k verd
Tq
A R
∆
=
⋅

. (3.86) 
Dabei ist die kritische Temperaturdifferenz 
 krit w gT T T∆ = − , (3.87) 
die Verdampferfläche 
 verd g verd
A d lπ= ⋅ ⋅
 (3.88) 
und der thermische Widerstand in der Kapillarstruktur des Verdampfers 
 
,
,
,
ln
2
k a
k i
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verd eff
d
d
R
lπ λ
 
 
 =
⋅ ⋅ ⋅
. (3.89) 
Um die Siedegrenze nicht zu erreichen, muss die axiale Wärmestromdichte kleiner 
sein als die Grenzwärmestromdichte der Siedegrenze: 
 axial bq q<  . (3.90) 
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4 Experimentelle Untersuchungen 
Die experimentellen Untersuchungen gliedern sich in drei Versuchsreihen an ver-
schiedenen Versuchsständen. 
Sie beginnen mit der Untersuchung der Reaktionskinetik der katalytischen Wasser-
stoffrekombination unter dem Gesichtspunkt, dass bei gleichzeitiger Kühlung niedri-
gere Katalysatortemperaturen zu erwarten sind. Durch die Kombination einer Heatpi-
pe mit einer Katalysatorbeschichtung wird hierbei ein Prüfkörper verwendet, dessen 
Betriebstemperatur genau kontrolliert werden kann. 
Nach Klärung der Reaktionskinetik wird ein Aufbau untersucht, bei dem unter den zu 
erwartenden Naturkonvektionsbedingungen die größtmögliche Katalysatoroberfläche 
ermittelt wird, bei der die Wärmeabfuhr über die Heatpipes noch ausreichend ist, die 
Katalysatortemperatur unterhalb der Zündtemperatur des Wasserstoff/Luft-Gemischs 
zu halten. 
Die experimentellen Untersuchungen werden abgeschlossen durch einen realisti-
schen Test mit einem kleinskaligen Rekombinatormodell unter Naturkonvektionsbe-
dingungen. 
Der in den Versuchen verwendete Katalysator besteht aus Platin, welches auf einem 
porösen Träger verteilt vorliegt. Das Trägermaterial ist ein Lanthan-stabilisiertes 
Gamma-Aluminiumoxid. Der spezifische Platingehalt auf den verwendeten Hülsen 
wird mit 2,5 g/m2 nach [DOR09] angegeben. Die Dicke der Beschichtung beträgt 25 
µm. 
4.1 Experimentelle Untersuchungen zur Reaktionskinetik am Prüfstand 
REKO-1 
Ziel der experimentellen Untersuchungen am Prüfstand REKO-1 ist zum einen die 
Auswahl einer geeigneten mechanischen Verbindung von Katalysatormaterial und 
Heatpipe und zum anderen die Untersuchung der Kinetik der katalytischen Rekombi-
nationsreaktion von Wasserstoff und Luftsauerstoff bei Umgebungsdruck. 
4.1.1 Auswahl der mechanischen Verbindung von Katalysatormaterial und 
Heatpipe 
Im Rahmen der Arbeit werden zwei Varianten der mechanischen Verbindung von 
Katalysatormaterial und Heatpipe untersucht: 
• Direktbeschichtung 
• Kombination von Heatpipe und aufgesteckter beschichteter Hülse 
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Der Vorteil der Direktbeschichtung liegt in einem verbesserten Wärmeübergang 
durch Wegfallen eines weiteren Wärmewiderstandes in Form der Hülse und in der 
einfachen Probenherstellung, da die Heatpipes mit Direktbeschichtung im einfachen 
Tauchverfahren hergestellt werden und nicht lange trocknen oder aushärten müssen. 
Für die Untersuchungen zur Direktbeschichtung stehen Heatpipes der Firma 
„Alutronic“ mit einem Durchmesser von 6 mm und einer Länge von 200 mm zur Ver-
fügung [ALU11]. Wärmeträger der Heatpipes ist Wasser, als Kapillarstruktur kommt 
Sintermetall zum Einsatz. Die Katalysatorbeschichtungen werden von der Firma 
Chemical Consulting Dornseiffer (CCD), Aachen gefertigt. 
Ein Problem bei der Direktbeschichtung einer Kupferoberfläche mit einem Katalysa-
tor stellt die Eigenschaft von Kupfer dar, als Katalysatorgift wirken zu können. Hierbei 
diffundieren mit der Zeit Kupferatome in die Katalysatorschicht und belegen die akti-
ven Zentren des Katalysators, was eine Desaktivierung zur Folge hat.  
Es muss gewährleistet werden, dass die Katalysatorschicht gut auf der Heatpipe haf-
tet und mechanisch sowie thermisch - auch bei Temperaturschwankungen von eini-
gen hundert Grad - stabil ist. Neben diesen Bedingungen muss der Katalysator für 
ein schnelles Starten der Reaktion sorgen und auch über lange Zeit zuverlässig 
Wasserstoff umsetzen, ohne signifikant an Aktivität zu verlieren. Die Haltbarkeit des 
Katalysators wird durch Verwendung eines Aluminiumoxid-Haftgrundes erreicht, der 
auch die Diffusion von Kupfer zur katalytisch wirksamen Schicht verhindern soll. Er 
wird auf einer Länge von 30 mm auf die aufgeraute (B) und entfettete 
Heatpipeoberfläche im Tauchverfahren aufgebracht (C) (Abbildung 4.1) [DOR09]. 
 
 
Abbildung 4.1:  A: unbehandelte Heatpipe; B: mit Schleifpapier aufgeraute Heatpipe; 
C: mit Al2O3 – Haftgrund beschichtete Heatpipe [DOR09] 
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Auf den getrockneten Haftgrund wird ebenfalls im Tauchverfahren eine Palladium-
Washcoat-Suspension auf die Heatpipe aufgebracht (Abbildung 4.2). Ist auch diese 
Schicht getrocknet, sind die beschichteten Heatpipes fertig zum Einbau in den Ver-
suchsstand. 
 
Abbildung 4.2:  A: mit Al2O3 – Haftgrund beschichtete Heatpipe; B: Heatpipe nach 
Auftragen des Palladium-Washcoats [DOR09] 
Abbildung 4.3 zeigt einen Messdatenverlauf für einen Versuch  bei einer Strömungs-
geschwindigkeit von 0,5 m/s und einer Wasserstoffeintrittskonzentration von 3,5 Vol.-
% bis 5,5 Vol.-%. Die Messdaten zeigen, dass bei einer maximalen Wasserstoffein-
trittskonzentration von 5,5 Vol.-% die Maximaltemperatur des Katalysators mit ca. 
230°C weit unterhalb der Zündtemperatur eines Wasserstoff/Luft-Gemischs von ca. 
550°C liegt. 
Trotz der Zwischenschicht aus Aluminiumoxid zeigt der Katalysator nach mehrtägiger 
Lagerung nach erneutem Einbau in den Prüfstand und Beaufschlagung mit Wasser-
stoff keine Aktivität mehr, so dass von einer Desaktivierung durch Kupfer ausgegan-
gen werden muss. Die Versuche zur Reaktionskinetik im Prüfstand REKO-1 werden 
deshalb ausschließlich mit auf die Heatpipe geschobenen katalytisch beschichteten 
Hülsen durchgeführt. Die Edelstahlhülsen (Werkstoff-Nr. 1.4571) haben einen Innen-
durchmesser di,H der dem Außendurchmesser der Heatpipes entspricht. Die Wand-
stärken der Hülsen betragen 1 mm. 
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Abbildung 4.3: Messdatenverlauf bei 0,5 m/s und 3,5 – 5,5 Vol.-% H2 [TRO08] 
4.1.2 Anlagenbeschreibung 
Beim Prüfstand REKO-1 handelt es sich um eine Versuchsanlage für experimentelle 
Untersuchungen von Katalysatorelementen unter Zwangsdurchströmung. REKO-1 
besitzt einen runden Querschnitt mit einem Innendurchmesser von 40 mm. 
Abbildung 4.4 zeigt ein Fließschema der Versuchsanlage REKO-1. Der Prüfstand 
lässt sich in drei Bereiche unterteilen. Im unteren Bereich werden die Gaskomponen-
ten konditioniert und treten mit Vorgabe der Strömungsgeschwindigkeit in den Kanal 
ein. Der mittlere Bereich bildet den Bilanzraum und die Einrichtung zur Fixierung der 
Probenvorlage. Hinter der Katalysatorprobe wird im oberen Abschnitt eine Teilmenge 
des Abgases abgesaugt und in der Gasanalytik analysiert. Der Strömungskanal kann 
mit einem Gemisch aus Luft, Stickstoff, Wasserstoff und Wasserdampf in vorgege-
benen Mischungsverhältnissen durchströmt werden. Die Zusammensetzung und der 
Volumenstrom des eintretenden Gasgemischs werden mit Hilfe thermischer Mas-
sendurchflussregler eingestellt. Im Falle einer Störung oder eines unsicheren Be-
triebszustands wird die Wasserstoffzufuhr über ein Magnetventil automatisch ge-
sperrt. Mit Hilfe des Erhitzers kann die Luft vorgewärmt werden. Da die Untersu-
chungen im Rahmen dieser Arbeit bei Raumtemperatur durchgeführt werden, wird 
diese Möglichkeit nicht genutzt. 
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Abbildung 4.4: Fließschema der Versuchsanlage REKO-1 
Thermoelement TR 1.1 im Strömungskanal dient zur Messung der Gaseintrittstempe-
ratur, Thermoelement TR 1.2 der Messung der Gasaustrittstemperatur. Zur berüh-
rungslosen Messung der Reaktionstemperatur am Probenkörper dient das Pyrometer 
TR 1.3. Hierbei ist die Ausrichtung des Messfeldes zur Katalysatoroberfläche von 
großer Bedeutung. Der Differenzdruckmesser PDRSAL dient der Abluft-
überwachung. Abbildung 4.5 zeigt ein Foto des Prüfstands mit den wichtigsten Kom-
ponenten. 
Die Gasanalytik besteht aus einem Sauerstoffanalysator und einem Wasserstoffana-
lysegerät aus der Produktfamilie NGA 2000 MLT. Hersteller beider Geräte ist die 
Firma Fisher Rosemount [EME11]. Das für die Bestimmung der Sauerstoffkonzentra-
tion eingesetzte Messgerät nutzt die physikalische Eigenschaft der Sauerstoffmole-
küle, aufgrund ihrer permanenten magnetischen Dipolmomente paramagnetisch zu 
sein, während alle anderen Gase mit geringen Ausnahmen diamagnetisch sind 
[HOF99]. 
Stickstoff 
Wasserstoff 
Wasser 
Druckluft 
PDRSAL 
TR 
1.1 
Magnetventil 
Absperrventil 
Massendurchfluss-
regler 
Luftvorwärmer 
Verdampfer 
TR 
1.2 
TR 
1.3 
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Abbildung 4.5: Foto des Prüfstands REKO-1 
Für die Messung der Wasserstoffkonzentration wird der Effekt ausgenutzt, dass sich 
die Temperatur eines elektrisch beheizten Elements, das sich in einer Gasströmung 
befindet, durch das Vorbeiströmen eines Messgases in Abhängigkeit von dessen 
Wärmeleitfähigkeit ändert. Gemessen wird die daraus resultierende Widerstandsän-
derung am Sensorelement. Aus der Messung der Wärmeleitfähigkeit eines Gasge-
mischs können daher Rückschlüsse auf dessen Zusammensetzung gezogen wer-
den. Wasserstoff hat die größte Wärmeleitfähigkeit aller zum Einsatz kommenden 
Gase und hebt sich daher gut vom restlichen Gasgemisch ab. Die Genauigkeit bei-
der eingesetzter Analysatoren wird seitens des Herstellers mit 0,1 % vom Messbe-
reichsendwert angegeben. Darin nicht berücksichtigt sind Messfehler, die z.B. durch 
eine ungenaue Kalibrierung verursacht werden können. 
Der in Abbildung 4.6 abgebildete Messgasstrom ṅM durchläuft auf dem Weg zur Ana-
lytik einen Kondensator, in dem der durch die Reaktion erzeugte Wasserdampf als 
Kondensatstrom ṅH2O,M aus dem Messgas entfernt wird. Die Ermittlung des Wasser-
stoffanteils im Abgasstrom ṅA aus dem von der Analytik ermittelten Wert ist über eine 
im Folgenden beschriebene Bilanzierung möglich. 
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Abbildung 4.6: Fließschema der Gasanalytik 
Der Volumenanteil einer Komponente im Gemisch berechnet sich aus dem Verhält-
nis der Stoffmenge der Komponente zur Gesamtstoffmenge aller Komponenten. Für 
den Anteil an Wasserstoff im austretenden Messgasstrom ergibt sich 
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Da der Messgasstrom einem Teilstrom des Abgasstroms entspricht, lässt sich hierfür 
auch schreiben: 
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Für die auf den stöchiometrischen Koeffizienten bezogenen Reaktions-
geschwindigkeiten erhält man aus (3.4) und der Reaktionsgleichung (3.1) für die 
Wasserstoffbilanz 
 ( )
2 2, ,ges H A H E
r n n= − −   , (4.3) 
für die Wasserbilanz 
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2 2, ,ges H O A H O E
r n n= −    (4.4) 
und für die Gesamtreaktion 
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2ges A E
r n n= − ⋅ −   , (4.5) 
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wobei für den Wasserstrom am Eingang ṅH2O,E = 0 gilt, da der Gemischstrom hier 
trocken vorliegt. Unter Verwendung der Gleichungen (4.1) bis (4.5) folgt nach Um-
stellen der Wasserstoffanteil in der Analytik nach 
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  
. (4.6) 
Durch Umformen gewinnt man eine Beziehung zur Berechnung der Reaktionsge-
schwindigkeit mit den eingegebenen Stoffmengenströmen und dem gemessenen 
Volumanteilen des Wasserstoffs am Austritt: 
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Damit ergibt sich der Wasserstoffanteil im Abgasstrom zu 
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oder mit dem Wasserstoffumsatz als das Verhältnis von umgesetzter Wasserstoff-
menge zu eingesetzter Wasserstoffmenge 
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ausgedrückt zu 
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4.1.3 Berührungslose Temperaturmessung mittels Pyrometer 
Eine Beschreibung der Reaktionskinetik setzt eine genaue Kenntnis der Temperatur 
des Katalysators voraus. Da der Katalysator nur schwer zugänglich ist, bietet sich die 
Messung mit einem Strahlungspyrometer an. Ein Strahlungspyrometer (im Folgen-
den einfach Pyrometer genannt) kann die Temperatur eines Messobjekts berüh-
rungslos erfassen. Dabei wird die vom Messobjekt ausgehende Strahlung über eine 
spezielle Optik an den Strahlungsempfänger geleitet. Die dort auftreffende Strah-
lungsdichte W ist nach dem Stefan-Boltzmann-Gesetz 
 4W Tε σ= ⋅ ⋅  (4.11) 
proportional zur vierten Potenz der Temperatur. Hierbei ist ε der Emissionsgrad, σ 
die Stefan-Boltzmann-Konstante und T die Temperatur. Besondere Bedeutung 
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kommt bei dieser Art der Temperaturmessung dem Emissionsgrad des Messobjekts 
zu. Dieser beeinflusst die angezeigte Temperatur erheblich und kann sich mit der 
Temperatur stark ändern [HOF99]. 
Für alle experimentellen Untersuchungen wurde das Pyrometer IN 5 plus der Firma 
Lumasense Technologies verwendet [LUM11]. Hierbei handelt es sich um ein Band-
strahlungspyrometer mit einer Thermokette als Strahlungssensor. Der Spektralbe-
reich erstreckt sich über Wellenlängen von 8 bis 14 µm. Eine Thermokette kann als 
eine Reihenschaltung vieler einzelner Thermoelemente aufgefasst werden. Die Vor-
teile der hier verwendeten berührungslosen Temperaturmessung sind, dass das 
Temperaturfeld durch die Strahlungsmessung nicht verfälscht wird. Darüber hinaus 
handelt es sich hierbei um eine schnell ansprechende Messmethode [BER04]. 
Ermittlung des Emissionsgrads zur Pyrometermessung 
Zur Durchführung der Versuche muss der effektive Emissionsgrad aus dem realen 
Emissionsgrad aller Oberflächen sowie dem Transmissionsgrad der  Übertragungs-
strecken bestimmt werden, auf denen die Temperatur pyrometrisch erfasst werden 
soll. Im Rahmen dieser Arbeit wurden Temperaturen durch ein Fenster aus multi-
spektralem Zinksulfid (Übertragungsstrecke Luft und ZnS-Glas) gemessen. Im Ge-
gensatz zu normalem Quarzglas, das im Messbereich des Pyrometers von 8 bis 
14 µm keine Transmissivität mehr besitzt, ist der Transmissionsbereich eines 
Zinksulfidglases größer (Abbildung 4.7). 
 
Abbildung 4.7: Transmissionsgrad des verwendeten ZnS-Glases [KOR10] 
Für die Aufzeichnung des axialen und radialen Temperaturprofils einer Heatpipe  
wird diese oberhalb des Gasaustritts angebracht, um auf ein Glasfenster innerhalb 
der Messstrecke verzichten zu können. Hierdurch wird eine größtmögliche Messge-
nauigkeit erreicht. Das Übertragungsmedium ist bei dieser Messung Luft. Um den am 
Pyrometer einzustellenden Emissionsgrad dieser Messanordnung zu ermitteln, wird 
ein katalytisch beschichteter Metallstab verwendet, der mit Thermoelementen ausge-
stattet ist. Anschließend wird das Messobjekt durch ein Heißluftgebläse erhitzt. Bei 
fünf verschiedenen, zufällig ausgewählten Temperaturen werden die Messwerte des 
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Thermoelements und des Pyrometers aufgezeichnet und verglichen (siehe Tabelle 
4.1). Beste Übereinstimmungen zwischen den Temperaturen des Thermoelements 
und des Pyrometers zeigen sich bei einem eingestellten Emissionsgrad von 0,96 
(Abbildung 4.8). Eine Wellenlängenabhängigkeit des Emissionsgrads kann im Mess-
bereich von Raumtemperatur bis 250 °C mit hinreichender Genauigkeit vernachläs-
sigt werden, da sie im Bereich der vom Hersteller angegeben Größenordnung der 
Messungenauigkeit von 2 K liegt [LUM11]. 
Tabelle 4.1: Messdaten zur Pyrometerkalibrierung ohne ZnS-Glas [NOH09] 
 Pyrometer [°C] Thermoelement [°C] Abweichung [°C] 
Raumtemperatur 23,5 22,2 1,3 
Temperatur 1 92,9 91,8 1,1 
Temperatur 2 121,0 120,5 0,5 
Temperatur 3 169,8 170,8 -1,0 
Temperatur 4 242,5 244,5 -2,0 
 
Abbildung 4.8: Zeitlicher Verlauf einer Temperaturvergleichsmessung mit ε = 0,96 
[NOH09] 
Weiterhin wird der Probenkörper in die Rekombinationseinheit eingebaut und bei 
sonst unveränderten Bedingungen eine Temperaturmessung durch das 
Zinksulfidglas vorgenommen. Laut Literaturwerten (siehe hierzu auch Abbildung 4.7) 
beträgt dessen Transmissionsgrad Im Bereich von 8 bis 10 µm konstant 0,75 und 
nimmt im Bereich von 10 bis 14 µm auf nahezu null ab. 
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Der effektive, am Pyrometer einzustellende Emissionsgrad lässt sich aus dem Pro-
dukt aus Katalysator-Emissionsgrad in Luft und dem mittleren Transmissionsgrad 
des Zinksulfidglases berechnen: 
 eff Kat ZnSε ε τ= ⋅ . (4.12) 
Mit einem effektiven Emissionsgrad von 0,71 wird die beste Übereinstimmung zwi-
schen Pyrometertemperatur und Thermoelementtemperatur erreicht. 
Tabelle 4.2: Messdaten zur Pyrometerkalibrierung mit ZnS-Glas [NOH09] 
 Pyrometer [°C] Thermoelement [°C] Abweichung [°C] 
Raumtemperatur 22,9 21,6 1,3 
Temperatur 1 95,6 93,8 1,8 
Temperatur 2 115,3 115,8 -0,5 
Temperatur 3 149,4 151,3 -1,9 
Temperatur 4 210,9 213,7 -2,8 
Der effektive Emissionsgrad von 0,71 wurde bei mittleren Temperaturen (um 125 °C) 
eingestellt, um den Bereich von Raumtemperatur bis 250 °C mit einem tolerierbaren 
Messfehler abdecken zu können. Tabelle 4.2 gibt einen Überblick über die Abwei-
chung beider Temperaturmessmethoden. Die Aussagekraft der Vergleichsmessung 
wird durch Unsicherheiten an der Kontaktstelle zwischen Thermoelement und Ver-
gleichsstab beeinträchtigt. Ebenfalls kann ein Temperaturunterschied zwischen der 
Mantelfläche des Vergleichsstabs (Pyrometermessung) und dem Kern des Stabes 
(Thermoelement) nicht ausgeschlossen werden. Vor diesem Hintergrund wird im 
Rahmen der Untersuchungen nur ein Emissionsgrad für das gesamte Temperaturin-
tervall  festgelegt. 
4.1.4 Durchführung der reaktionskinetischen Messungen 
Da auf der Katalysatoroberfläche keine einheitliche Temperatur vorliegt, dienen die 
folgenden Messungen zunächst der Ermittlung der Temperaturverteilung. Mit den 
gemessenen Werten wird eine mittlere Temperatur berechnet bzw. eine maximale 
Abweichung vom realen Wert angegeben. 
Zur Bestimmung der Temperaturverteilung auf der Katalysatoroberfläche wird der 
Probenkörper zunächst oberhalb des Versuchsstandes befestigt. Das Pyrometer wird 
über eine Haltevorrichtung so fixiert, dass es auf verschiedene Messstellen gerichtet 
werden kann. In Abbildung 4.9 ist die Messpunktmatrix dargestellt, wobei die roten 
Punkte in etwa das Messfeld des Pyrometers einnehmen. Die Messung wird bei ei-
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ner Strömungsgeschwindigkeit von 1 m/s und einem Wasserstoffanteil von 
3,0 Vol.-% durchgeführt. 
 
Abbildung 4.9: Temperaturmessstellen auf der Katalysatorhülse [ZIM09] 
Das Temperaturprofil wird entlang der Hülsenlänge xL von links xL,0 = 0 mm bis 
rechts xL,l = 30 mm bei den Längen 2, 6,5, 15, 21,5 und 28 mm gemessen. Auf der 
Umfangskoordinate xU sind die Messpunkte von links oben xU,0 = 0 mm mit schritt-
weiser Änderung von 2,5 mm bis unten links xU,l = 10 mm verteilt. Zur grafischen 
Darstellung ist in Abbildung 4.10 die Umfangskoordinate über die Länge der Hülse 
mit den entsprechenden Temperaturwerten aufgetragen. Das Diagramm stellt die 
aufgeklappte Fläche der längs geteilten Hülse dar. Aus diesem Diagramm geht her-
vor, dass in den äußeren Bereichen der Hülse die Oberflächentemperatur am nied-
rigsten ist. 
Die Messwerte zeigen, dass die Temperatur sowohl über die Hülsenlänge als auch 
über den Umfang variiert. Entlang der Umfangskoordinate weist die Temperaturver-
teilung der katalytischen Oberfläche von oben (0 mm) nach unten (10 mm) allgemein 
eine Tendenz zu höheren Temperaturen auf. 
 
Abbildung 4.10: Temperaturverteilung einer beschichteten Edelstahlhülse [ZIM09] 
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Ein Grund für die unterschiedliche Temperaturverteilung auf der Katalysatoroberflä-
che ist die nicht konstante Wärmeabgabe an die Umgebung. So wird am Hülsenende 
an der Heatpipe-Spitze aufgrund der zusätzlichen Kopffläche mehr Wärme an die 
Umgebung mittels Konvektion abgegeben, was eine niedrigere Temperatur im Ver-
gleich zur Mitte der Hülse zur Folge hat. Am unteren Ende der Hülse sind die Tempe-
raturen aufgrund der Wärmeleitung in den adiabaten Zwischenteil der Heatpipe nied-
riger. Die Temperaturabnahme in Umfangsrichtung ist in dem gesteigerten Umsatz 
aufgrund der dünneren Grenzschicht auf der Anströmseite begründet.  
Die mechanische Verbindung von Hülse und Heatpipe stellt eine weitere Ursache für 
die ungleichmäßige Oberflächentemperatur dar. Bei auf Kupfer-Heatpipes aufge-
steckten Edelstahlhülsen kann nicht von einem auf der gesamten Kontaktfläche 
gleichmäßigem Anpressdruck ausgegangen werden. Vielmehr wird es Bereiche mit 
lokal hohem Anpressdruck, aber auch Bereiche ohne Kontakt geben, was durch die 
unterschiedlichen Wärmewiderstände in diesen Bereichen auch eine ungleichmäßige 
Temperaturverteilung zur Folge hat. Der geringe Abstand zwischen minimaler und 
maximaler Temperatur auf der Katalysatoroberfläche von 16°C macht die Tempera-
turverteilung jedoch unkritisch für die durchzuführenden Messungen zur Reaktionski-
netik, so dass die Verteilung als ausreichend gleichmäßig angesehen werden kann 
und keiner weiteren Bearbeitung bedarf. 
Zur Bestimmung der mittleren Temperatur Tm auf der Katalysatoroberfläche wird das 
bestimmte Integral im Intervall [a; b] verwendet: 
 ( )
b
a
f x dx∫ . (4.13) 
Eine Fläche unterhalb einer Funktion in den Grenzen a und b ist gleich der Fläche 
eines Rechtecks mit der Seitenlänge des Bereiches von a bis b, wobei die Höhe des 
Rechteckes dann gleich der mittleren Temperatur ist: 
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Aufgrund der Temperaturverteilung in Abbildung 4.10 wird zur Annäherung der Tem-
peraturkurven in axialer und radialer Richtung ein Polynom 2. Ordnung der Form  
 ( )
2
m f x a x b x cθ = = ⋅ + ⋅ +  (4.15) 
verwendet. Nach Einsetzen der Gleichung (4.15) in (4.14) und Integration über die 
Hülsenlänge von a = 2 bis b = 28 mm wird die mittlere axiale Temperatur erhalten zu 
 ( )
283 228
2
,
2 2
1 1
3 2m a
a x b xa x b x c dx c x
b a b a
θ ⋅ ⋅ = ⋅ ⋅ + ⋅ + = + + ⋅ − −  
∫ . (4.16) 
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Durch Integration über die Hülsenhöhe von a = 0,5 bis b = 9,5 mm wird die mittlere 
radiale Temperatur berechnet: 
 ( )
9,53 29,5
2
,
0,5 0,5
1 1
3 2m r
a x b xa x b x c dx c x
b a b a
θ ⋅ ⋅ = ⋅ ⋅ + ⋅ + = + + ⋅ − −  
∫ . (4.17) 
Die auf diese Art berechneten axialen und radialen Temperaturmittelwerte θm,a und 
θm,r und die auf der Katalysatoroberfläche gemessenen Temperaturen sind in Tabelle 
4.3 dargestellt. xL stellt die Laufkoordinate in Längsrichtung und xU die Laufkoordina-
te in Umfangsrichtung der Hülse dar. 
Tabelle 4.3: Temperaturmesswerte und berechnete Temperaturmittelwerte 
  xL/mm  
  2 6,5 15 21,5 28 θm,a / °C 
x U
/m
m
 
0,5 195 193 197 199 191 196 
2,5 191 194 196 199 191 196 
5,0 194 198 199 196 194 197 
7,5 191 198 200 199 192 198 
9,5 198 203 206 205 195 203 
 θm,r / °C 193 197 199 199 192 197 
Die Temperaturen der gesamten Oberfläche liegen in einem Spektrum von 15 K. Der 
Gesamtmittelwert der Oberfläche wird zu 197°C bestimmt. Bei Ausrichtung des 
Pyrometers auf den Messpunkt (xU = 7,5 mm; xL = 15 mm; s. rote Markierung in Ta-
belle 4.3) ergibt sich im vorliegenden Fall die in Summe geringste Abweichung zu 
den einzelnen Messwerten und eine Abweichung von 3 K zum Gesamtmittelwert. 
Im Hinblick auf die Abweichung der Messpunkttemperatur θMP berechnet sich der 
relative prozentuale Fehler nach 
 exp
exp
% 100%MPFehler
θ θ
θ
−
= ⋅  (4.18) 
von - 4,8 % bis + 3,1 %.  
Zur Beschreibung der Reaktionskinetik im gesamten relevanten Temperaturbereich 
von mindestens Raumtemperatur bis maximal 250°C werden die Katalysatorproben 
bei unterschiedlichen Randbedingungen im jeweils stationären Zustand hinsichtlich 
ihres Wasserstoffumsatzes untersucht. Die einzustellenden und veränderlichen Grö-
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ßen für die Aufnahme der Temperatur-Zeitverläufe und der Messung des Wasser-
stoffumsatzes sind: 
• Wasserstoffeintrittskonzentration, 
• Strömungsgeschwindigkeit des eintretenden Eduktgemischs, 
• Reaktionstemperatur auf der Katalysatoroberfläche. 
Die Probenkörper werden nach Abbildung 4.11 quer zur Strömungsrichtung und mit-
tig im Kanal eingebaut. Das Pyrometer wird auf den oben ermittelten Messpunkt 
ausgerichtet. 
 
Abbildung 4.11: Rekombinationseinheit mit Probenkörper und Messfenster 
Die Versuche werden mit einer Strömungsgeschwindigkeit von ν = 0,5 m/s bis 
1,0 m/s bei unterschiedlich eingegebenen Wasserstoffkonzentrationen durchgeführt. 
Bei einer eingestellten Strömungsgeschwindigkeit von 0,5 m/s wird beginnend mit 
dem niedrigsten Wasserstoffanteil von 3,0 Vol.-% eine Messreihe mit mehreren 
Messpunkten aufgenommen. Anschließend wird nach jeder Messreihe der Anteil an 
Wasserstoff schrittweise bis maximal 6,0 Vol.-% erhöht. Dieser Ablauf wird für eine 
Strömungsgeschwindigkeit von 1,0 m/s wiederholt. Ein Messpunkt kann dann aufge-
nommen werden, wenn der stationäre Zustand erreicht ist. Dies ist der Fall, wenn 
innerhalb eines Zeitraumes vom 10 min die Katalysatortemperatur konstant bleibt. Im 
Rahmen der Versuche zur Reaktionskinetik wird jede zweite Sekunde ein Messwert 
aufgenommen und über einen Zeitraum von fünf Minuten der Mittelwert berechnet. 
Nachdem die Katalysatortemperatur bei einer eingestellten Wasserstoffkonzentration 
einen konstanten Wert erreicht hat, wird durch Beheizen des Kondensatorendes mit-
tels Heizluftgebläse die Temperatur der Katalysatoroberfläche schrittweise auf 250°C 
erhöht, bzw. durch Kühlen des Kondensatorendes mit Wasser schrittweise auf 
Raumtemperatur gesenkt. Auf diese Weise können bei konstanter Wasserstoffkon-
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zentration Messpunkte bei Katalysatortemperaturen über den gesamten Tempera-
turbereich von Raumtemperatur bis 250°C aufgenommen werden. Tabelle 4.4 gibt 
einen Überblick über die durchgeführten Versuche. 
Tabelle 4.4: Versuchsmatrix 
Probenkörper v / (m/s) Y / Vol.-% 
HP8-H10 
0,5 3,0 – 6,0 
1,0 3,0 – 6,0 
HP6-H8 
0,5 3,0 – 6,0 
1,0 3,0 – 6,0 
Die Bezeichnung der verwendeten Probenkörper hat die Struktur HPda,HP-Hda,H. Der 
erste Wert (HPda,HP) bezeichnet den Außendurchmesser der Heatpipe, der zweite 
Wert (Hda,H) bezeichnet den Außendurchmesser der aufgesteckten Hülse. Zum Bei-
spiel ist ein Probenkörper mit der Bezeichnung HP8-H10 eine Heatpipe mit 8 mm 
Durchmesser mit einer aufgesteckten Hülse mit 10 mm Durchmesser. 
4.1.5 Ergebnisse der reaktionskinetischen Messungen 
Aus der Mengenbilanz der eintretenden und austretenden Stoffströme wird die Ge-
samtreaktionsgeschwindigkeit anhand experimenteller Daten nach Gleichung (4.7) 
berechnet.  
In Abhängigkeit von der Wasserstoffkonzentration, der Strömungsgeschwindigkeit 
und der Hülsendurchmesser werden die Katalysatortemperaturen in Tabelle 4.5 für 
alle Probenkörper dargestellt. Bei einzelnen Messungen wird der angestrebte Tem-
peraturbereich aufgrund begrenzter Heiz- bzw. Kühlleistung nicht vollständig erreicht. 
Trotzdem wird der Gesamttemperaturbereich nicht kleiner gewählt, da die gewählte 
Größe zum Abdecken der in Kapitel 3 beschrieben Bereiche von oberflächenreakti-
onskontrollierter und diffusionskontrollierter Kinetik notwendig ist.  
Tabelle 4.5: Versuchsmatrix mit gemessenem Temperaturbereich 
Probenkörper v / (m/s) YH2 / Vol.-% θKat / °C 
HP8-H10 
0,5 3,0 – 6,0 250 – 30 
1,0 3,0 – 6,0 250 – 40 
HP6-H8 
0,5 3,0 – 6,0 250 – 50 
1,0 3,0 – 6,0 250 – 60 
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Abbildung 4.12 zeigt einen typischen zeitlichen Verlauf der Messdaten für eine Heat-
pipe mit einer 10 mm Hülse bei 0,5 m/s und 6,0 Vol.-%. Rot kennzeichnet die Tem-
peratur auf der Katalysatoroberfläche in °C, grün den vorgegebenen Wasserstoffan-
teil in Vol.-% und blau den gemessenen Wasserstoffanteil im Auslass. Zu Beginn der 
Reaktion steigt die Temperatur an der Katalysatoroberfläche ausschließlich aufgrund 
der Reaktionswärme auf einen Wert von 230°C an. Am Anfang ist der Anstieg steil 
und nimmt bei etwa 220°C bis zum Erreichen des Maximalwertes nur leicht zu. Mit 
Hilfe der Heizung wird die Katalysatortemperatur bis zum Zielwert auf 250°C erhöht, 
anschließend wird der Katalysator schrittweise bis auf Raumtemperatur abgekühlt. 
Dabei ist zu erkennen, dass sich die Austrittskonzentration zunächst praktisch nicht 
verändert und erst ab einer Temperatur von ungefähr 70°C merklich ansteigt. Am 
Ende des Versuchs entspricht die gemessene Wasserstoffkonzentration nahezu dem 
Eintrittswert. 
In Abbildung 4.13 ist ein Ausschnitt aus Abbildung 4.12 zu Beginn der Reaktion dar-
gestellt. Hieraus ist der Startverlauf der Heatpipe gut zu erkennen. Unmittelbar nach 
der Beaufschlagung mit Wasserstoff erreicht der Katalysator den maximal möglichen 
Umsatz. Die Messgaspumpe entnimmt dem Abgas einen kontinuierlichen Volumen-
strom (hier 60 l/h) über eine Messgasleitung zwischen Strömungskanal und Analyse-
gerät.  Aufgrund der Wegstrecke in der Messgasleitung ist das Messsignal für die 
Wasserstoffaustrittskonzentration um etwa 30 s verschoben. 
 
 
Abbildung 4.12: Typischer zeitlicher Messdatenverlauf 
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Abbildung 4.13: Typischer zeitlicher Messdatenverlauf, Startphase 
Der Wasserstoffabbau pro Zeit ist ein Maß für die Abbauleistung des verwendeten 
Katalysators. Abbildung 4.14 und Abbildung 4.15 zeigen die gemessenen Reaktions-
geschwindigkeiten in Abhängigkeit von der Wasserstoffeintrittskonzentration. Dabei 
werden Strömungsgeschwindigkeiten von 0,5 m/s und 1,0 m/s unterschieden. Abbil-
dung 4.14 stellt die Reaktionsraten bei unterschiedlichen Strömungsgeschwindigkei-
ten an beiden Heatpipe-Größen gegenüber. Die Daten gelten für eine Katalysator-
temperatur von ~230°C. Dieses ist die maximale Temperatur, die noch bei allen 
Wasserstoffkonzentrationen erreicht werden konnte. Bei einer Hülsengröße von 
8 mm und einer Strömungsgeschwindigkeit von 1,0 m/s wird dabei eine größte Men-
ge an Wasserstoff bezogen auf die Katalysatorfläche umgesetzt. 
 
Abbildung 4.14: Reaktionsgeschwindigkeit in Abhängigkeit von der Wasserstoff-
eintrittskonzentration bei 230°C 
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Die folgenden Daten gelten für eine Katalysatortemperatur von ~ 65°C. Es zeigt sich 
ein ähnlicher Zusammenhang wie in Abbildung 4.14. Bei dem vorliegenden Ver-
suchsaufbau war es nicht möglich, die Probenkörper von 8 mm bei beiden Strö-
mungsgeschwindigkeiten so zu kühlen, dass bei Wasserstoffkonzentrationen größer 
4 Vol.-% Katalysatortemperaturen von 65°C erreicht werden. Möglicherweise wurde 
hier die Leistungsgrenze der Heatpipe erreicht. 
 
Abbildung 4.15: Reaktionsgeschwindigkeit in Abhängigkeit von der Wasserstoffein-
trittskonzentration bei 65°C 
In Abhängigkeit von der Wasserstoffkonzentration werden in Abbildung 4.16 und Ab-
bildung 4.17 die Reaktionsgeschwindigkeiten bei höchster und niedrigster Tempera-
tur verglichen. Zumindest bei der niedrigen Strömungsgeschwindigkeit besteht nur 
ein geringer Temperatureinfluss auf die Reaktionsrate. 
 
Abbildung 4.16: Reaktionsgeschwindigkeit in Abhängigkeit von der Wasserstoffein-
trittskonzentration für 0,5 m/s bei 230°C und 65°C 
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Abbildung 4.17: Reaktionsgeschwindigkeit in Abhängigkeit von der Wasserstoffein-
trittskonzentration für 1,0 m/s bei 230°C und 65°C 
Anhand Abbildung 4.18 und Abbildung 4.19 zeigt sich, dass der Stofftransportein-
fluss nach einem Übergangsbereich dominiert. Dazu wird die Reaktionsgeschwindig-
keit über die Katalysatortemperatur bei Strömungsgeschwindigkeiten von 0,5 und 
1,0 m/s und verschiedenen Wasserstoffkonzentrationen und Hülsengrößen aufgetra-
gen. Nach einem zu Beginn starken Anstieg der Geschwindigkeit bei niedrigen Tem-
peraturen wird der Anstieg für hohe Temperaturen flacher. Da überwiegend auch bei 
hohen Temperaturen noch ein geringer Anstieg erkennbar ist, ist der Stoffüber-
gangskoeffizient ebenfalls gering temperaturabhängig.  
 
Abbildung 4.18: Reaktionsgeschwindigkeit in Abhängigkeit von der Katalysatortem-
peratur bei unterschiedlichen Hülsendurchmessern und 0,5 m/s 
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Abbildung 4.19: Reaktionsgeschwindigkeit in Abhängigkeit von der Katalysatortem-
peratur bei unterschiedlichen Hülsendurchmessern und 1,0 m/s 
Untersucht man die Temperaturabhängigkeit der Reaktionsgeschwindigkeit nach 
Arrhenius, indem nach Gleichung (3.17) der Logarithmus der Geschwindigkeits-
konstante über der reziproken Katalysatortemperatur aufgetragen wird, so erhält man 
die nachstehenden Abbildungen. In Abbildung 4.20 bis Abbildung 4.23 zeigt sich, 
dass bei beiden Strömungsgeschwindigkeiten eine Abnahme der Temperaturabhän-
gigkeit der Gesamtreaktion ab etwa 70°C hin zu höheren Temperaturen stattfindet. 
Daraus folgt, dass in diesem Bereich aufgrund der Transportlimitierung die Ge-
schwindigkeitskonstante nicht mehr nur durch die Temperatur bestimmt werden 
kann. Es tritt somit der Einfluss der Diffusion hinzu. 
 
Abbildung 4.20: Logarithmus der Geschwindigkeitskonstante über der reziproken 
Katalysatortemperatur für 10 mm Hülsendurchmesser bei 0,5 m/s 
und 3 – 6 Vol.-% H2 
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Abbildung 4.21:  Logarithmus der Geschwindigkeitskonstante über der reziproken 
Katalysatortemperatur für 10 mm Hülsendurchmesser bei 1,0 m/s 
und 3 – 6 Vol.-% H2 
 
Abbildung 4.22: Logarithmus der Geschwindigkeitskonstante über der reziproken 
Katalysatortemperatur für 8 mm Hülsendurchmesser bei 0,5 m/s 
und 3 – 6 Vol.-% H2 
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Abbildung 4.23: Logarithmus der Geschwindigkeitskonstante über der reziproken 
Katalysatortemperatur für 8 mm Hülsendurchmesser bei 1,0 m/s 
und 3 – 6 Vol.-% H2 
Wie in Abbildung 4.22 und Abbildung 4.23 ersichtlich, stehen für die kleine Heatpipe 
im unteren Temperaturbereich aufgrund der oben beschriebenen Messschwierigkei-
ten nur eine unzureichende Anzahl an Messdaten zur Verfügung. Trotzdem ist auch 
hier die Abnahme der Temperaturabhängigkeit hin zu hohen Temperaturen erkenn-
bar. 
4.2 Experimentelle Untersuchungen zu einem kleinskaligen Rekom-
binator am Prüfstand REKO-3 
Ziel der experimentellen Untersuchungen am Prüfstand REKO-3 ist die Ermittlung 
des Betriebsverhaltens einer Kombination von Heatpipe und Katalysator in Form ei-
nes Plattenwärmetauschers. Wichtiger Aspekt hierbei ist die Ermittlung des Verhält-
nisses von Katalysatorfläche zu eingesetzter Anzahl und Größe der Heatpipes, so 
dass bei den anschließenden Untersuchungen im REKO-4 ein größtmöglicher Was-
serstoffumsatz bei Ausschluss einer Zündung des Gasgemischs durch ausreichende 
Wärmeabfuhr durch die Heatpipes erreicht wird. 
4.2.1 Anlagenbeschreibung 
Die Versuchsanlage REKO-3 wurde so konzipiert, dass sie einen Ausschnitt aus 
dem Katalysatoreinschub eines kommerziellen Rekombinators mit Katalysatorble-
chen im Vollmaßstab abbilden kann. Sie besteht aus einem vertikal stehenden 
Rechteckkanal (2 mm Stahlblech) mit einem Strömungsquerschnitt von 46 x 
146 mm² (Abbildung 4.24).  
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Abbildung 4.24: Versuchsstand REKO-3 als 3D-Skizze [KEL10] 
Über Massendurchflussregler wird ein definiertes Gasgemisch von unten in den Ka-
nal geführt. Die Massendurchflussregler arbeiten gemäß den Kalibrierzertifikaten der 
Firma Bronkhorst Mättig GmbH mit einer relativen Abweichung zwischen Soll- und 
Istwert von < 1% vom Messbereichsendwert [BRO11]. Nach einer Einlaufstrecke von 
ca. 100 mm beginnt der Reaktionsabschnitt, in dem sich die Katalysatorbleche befin-
den. Zur Bestimmung der Gemischzusammensetzung kann im mittleren Kanalbe-
reich an 14 Messstellen in unterschiedlicher Höhe eine Entnahmesonde eingeführt 
werden (Abbildung 4.25), die einen Teilstrom über eine Messgaspumpe zu den 
Analytikgeräten führt. Damit kann der Anteil an Wasserstoff und Sauerstoff und damit 
die Reaktionsrate an der jeweiligen Messstelle ermittelt werden. Aufgrund der An-
ordnung der Heatpipes quer zur Strömungsrichtung und dem geringen Abstand der 
Katalysatorbleche zueinander ist in den folgenden Versuchen jedoch nur eine Kon-
zentrationsmessung am Ein- und Austritt aus dem Strömungskanal möglich.   
Zur Temperaturmessung werden neben der Messung mittels Strahlungspyrometer 
ausschließlich Ni-CrNi-Thermoelemente verwendet. Es werden Gas- und Katalysa-
tortemperaturen erfasst. Gastemperaturen werden im Ein- und Auslass des Kanals 
sowie unmittelbar vor und hinter den Katalysatorblechen gemessen. Die Eintrittstem-
peratur dient gleichzeitig als Istwert der Temperaturregelung, die die Leistung des 
Luftvorwärmers steuert. Zur Messung dieser Temperaturen sind die Thermoelemente 
in der Mitte und am Rand des durchströmten Querschnitts angeordnet. Die Katalysa-
tortemperaturen werden berührungslos mittels Pyrometer gemessen.  
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Abbildung 4.25: Versuchsstand REKO-3 
Dem Gasgemisch wird über eine Membranpumpe kontinuierlich ein Teilstrom von 
etwa 60 l/h entnommen, der der Gasanalytik zugeführt wird (Abbildung 4.26). Im 
Kondensatabscheider und dem Filter werden dem Messgas eventuell mitgerissene 
Katalysatorpartikel und der für die nachfolgende Gasanalytik unerwünschte Wasser-
dampf entzogen. Da der Volumenstrom der Pumpe 60 l/h übersteigt, wird der Diffe-
renz-Volumenstrom der Pumpe über einen Bypass zugeführt. 
 
 
Abbildung 4.26: Schematische Darstellung der Messgasstrecke im REKO-3 
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Abbildung 4.27: Fließbild REKO-3 
Folgende Bedingungen können am Prüfstand REKO-3 eingestellt werden: 
• Gastemperatur 
Mit dem Luftvorwärmer sowie weiteren Heizstrecken kann das eintretende 
Gasgemisch abhängig von der Durchströmrate auf Temperaturen zwischen 
Raumtemperatur bis ca. 150°C vorgeheizt werden. Im Rahmen dieser Arbeit 
wird von der Möglichkeit des Vorheizens kein Gebrauch gemacht, da sämtli-
che Versuche bei Raumtemperatur als Eintrittsbedingung durchgeführt wer-
den. 
• Gasvolumenstrom 
Über die Massendurchflussregler für Gase (FRC 3.02 – FRC 3.05, Abbildung 
4.27) kann ein Gesamtstrom von etwa 34 m³/h eingestellt werden. Die max. 
mögliche Luftmenge beträgt 22 m³/h, was bei Raumtemperatur einer Strö-
mungsgeschwindigkeit von etwa 1,0 m/s entspricht. 
• Gaszusammensetzung 
o Wasserstoffanteil: begrenzt durch die max. zulässige Katalysatortempe-
ratur von 600°C, ungekühlt typischerweise bis zu 7 Vol.-% 
o Dampfanteil: abhängig vom Gasvolumenstrom. Für diese Arbeit ohne 
Bedeutung. 
o Sauerstoffanteil: beliebig variierbar zwischen 0 Vol.-% und Luftbedin-
gung. Im Rahmen dieser Arbeit ohne Bedeutung. 
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Im Kanal vor den Katalysatorblechen wird die Gastemperatur an drei Positionen (TR 
3.21, TR 3.22, TRC 3.25) gemessen. Die Position TRC 3.25 stellt die Regeltempera-
tur dar und wird im Weiteren auch als ‚Eintrittstemperatur’ bezeichnet. Die Gastem-
peratur oberhalb der Katalysatorbleche wird an drei verschiedenen Positionen (TR 
3.23, TR 3.24, TR 3.32) gemessen. 
4.2.2 Versuchsdurchführung 
Untersucht werden katalytisch beschichtete Bleche mit einer Breite von 139 mm und 
variabler Höhe. Durch die variable Höhe der Bleche kann die abzuführende Reakti-
onswärme der durch die Heatpipes zur Verfügung stehenden Kühlleistung angepasst 
werden. Wie im Falle der reaktionskinetischen Messungen am Prüfstand REKO-1 
kommt Platin als Katalysator zum Einsatz. Jeweils vier Bleche sind hintereinander 
angeordnet. In den Blechen sind Bohrungen angebracht, in denen die Heatpipes 
platziert werden. Die mechanische Verbindung von Blechen und Heatpipes wird 
hierbei über Leitsilber gewährleistet. Leitsilber hat sowohl gute Eigenschaften als 
Kleber als auch eine sehr hohe Wärmeleitfähigkeit, um den thermischen Widerstand 
des Übergangs Blech – Heatpipe möglichst gering zu halten. Über die Breite des 
Strömungskanals kommen vier Heatpipes zur Kühlung zum Einsatz. Durch Stapeln 
dieser Blechanordnungen ist die Höhe des Rekombinatormoduls theoretisch nur 
durch den zu Verfügung stehenden Bauraum begrenzt. Zudem erleichtert die Zu-
sammensetzung aus einzelnen Blechanordnungen die Montage des Rekombinator-
moduls (Abbildung 4.28).  
In vertikaler Anordnung werden drei Module mit jeweils vier Blechen und vier Heatpi-
pes eingesetzt. Die Fläche pro Heatpipe der jeweiligen Module richtet sich nach dem 
zu erwartenden Wasserstoffumsatz und der damit zusammenhängenden Wärmepro-
duktion. Sie wird im Rahmen von Vorversuchen experimentell ermittelt. So ist das 
unterste Modul das kleinste, da hier der größte Wasserstoffumsatz bzw. die größte 
Wärmeproduktion zu erwarten ist und mit der Begrenzung der Fläche pro Heatpipe 
sichergestellt werden kann, dass die Heatpipe in ihren Leistungsgrenzen arbeitet. 
Die Unterteilung hat zudem Einfluss auf die Strömung entlang der Bleche. So reißt 
nach jedem Blech die Strömung ab, wodurch Turbulenzen erzeugt werden und sich 
die Grenzschicht neu aufbauen muss. Dieses hat einen positiven Einfluss auf den 
Stofftransport zum Katalysator. An jedes Modul ist an den Kondensatorenden der 
Heatpipes ein Kühlkörper zur Abgabe der Wärme an die Umgebung montiert. Abbil-
dung 4.29 zeigt den vollständig montierten Stack mit Katalysatorblechen, Heatpipes 
und Kühlkörpern.  
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Abbildung 4.28: Frontansicht des Rekombinatormoduls 
 
Abbildung 4.29: Rekombinatormodul mit Kühlkörpern 
Experimentelle Untersuchungen 83 
Die Temperaturmessung findet wie bei den Versuchen am Prüfstand REKO-1 berüh-
rungslos mittels Pyrometer frontal auf den Katalysator durch ein Fenster aus ZnS-
Glas statt. Auf Grund der symmetrischen Anordnung der Bleche im Strömungskanal 
wird auf allen Blechen eine ähnliche Temperaturverteilung erwartet, so dass es aus-
reicht, die Temperatur des äußersten zum Pyrometer hin zeigenden Bleches zu be-
stimmen. 
Die einzustellenden und veränderlichen Größen für die Aufnahme der Temperatur - 
Zeitverläufe und der Messung des umgesetzten Wasserstoffes sind: 
• Wasserstoffkonzentration am Eintritt, 
• Strömungsgeschwindigkeit des eintretenden Eduktgemisches, 
• Modulhöhe bzw. Katalysatorfläche pro Heatpipe. 
Die Variation der Modulhöhe wird an den Anfang der Versuche gestellt um eine idea-
le Verteilung der Katalysatorfläche auf die drei Module zu erreichen. Eine zu geringe 
Modulhöhe und damit ein zu geringes Verhältnis von Katalysatorfläche zu Heatpipes 
hat eine im Vergleich zur Wärmeproduktion zu hohe Wärmeabgabe zur Folge, was 
negative Auswirkungen auf das Startverhalten des Katalysators haben kann bis hin 
zu einem kompletten Ausbleiben des Startens. Im Falle einer zu großen Modulhöhe 
kann nicht genug Wärme über die Heatpipes abgeführt werden. Dies führt zu Tempe-
raturen, die zum einen im Bereich der konventionellen Zündtemperatur eines Was-
serstoff/Luft-Gemischs liegen können und zum anderen zum Versagen der Heatpipe 
auf Grund des Erreichens einer oder mehrerer Leistungsgrenzen führen kann (vgl. 
Kap. 2.2.3). 
Das Prüfstandsmodul wird mit konventionellen Schraubzwingen im Strömungskanal 
fixiert. Die Kühlkörper liegen im eingebauten Zustand auf einem Laborständer auf, da 
die mechanische Beanspruchung auf die Heatpipes durch das Gewicht der Kühlkör-
per ohne Stütze zu hoch ist. Abbildung 4.30 zeigt das in den Versuchsstand einge-
baute Modul. 
Zur Ermittlung der Temperaturverteilung und von Temperaturspitzen wird ein Tempe-
raturfeld aus 17 Messpunkten verteilt über das Katalysatorblech aufgenommen. Die 
Symmetrie erlaubt es hierbei, nur eine Hälfte zu vermessen und diese dann auf die 
andere Hälfte zu spiegeln (Abbildung 4.31). Die Temperaturmessung an den Kühl-
körpern erfolgt über zwei mittels Wärmeleitkleber befestigte Thermoelemente. 
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Abbildung 4.30: Rekombinatormodul im Strömungskanal 
 
 
Abbildung 4.31: Verteilung der Pyrometermessstellen 
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Messungen am Einzelmodul 
Zur Ermittlung der zu erwartenden Katalysatortemperaturen werden unterschiedliche 
Modulhöhen untersucht. Dazu werden im Rahmen von Vorversuchen Messungen mit 
einem einzelnen Modul durchgeführt, da hier der höchste Umsatz und damit die 
höchsten Temperaturen zu erwarten sind. 
Die folgenden Abbildungen zeigen Messungen an einem 40 mm hohen Blech bei 
einer Wasserstoffeintrittskonzentration von 2 Vol.-% und unterschiedlichen Strö-
mungsgeschwindigkeiten. Abgebildet ist jeweils eine Hälfte. 
 
Abbildung 4.32: 40 mm Blech bei 2 Vol.-% H2 und 0,5 m/s 
 
Abbildung 4.33: 40 mm Blech bei 2 Vol.-% H2 und 1,0 m/s 
Die folgenden Abbildungen zeigen die gleichen Versuche mit einer Modulhöhe von 
30 mm. 
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Abbildung 4.34: 30 mm Blech bei 2 Vol.-% H2 und 0,5 m/s 
 
Abbildung 4.35: 30 mm Blech bei 2 Vol.-% H2 und 1,0 m/s 
Im direkten Vergleich beider Versuche fällt auf, dass das Temperaturniveau beider 
Modulhöhen nahezu gleich ist (Abbildung 4.36 und Abbildung 4.37).  
 
 
Abbildung 4.36: 30 mm Blech bei 0,5 m/s und 2 Vol.-% H2. Tmin = 178°C, 
Tmax = 226°C 
 
Abbildung 4.37: 40 mm Blech bei 0,5 m/s und 2 Vol.-% H2. Tmin = 178°C, 
Tmax = 224°C 
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Die minimale gemessene Temperatur ist mit 178°C gleich, die maximale gemessene 
Temperatur differiert bei 224°C bzw. 226°C lediglich um 2 K. Die folgende Tabelle 
zeigt die jeweils gemessenen Temperaturen für das 30 mm und das 40 mm Modul 
bei einer Wasserstoffeintrittskonzentration von 2 Vol.-%. Auch diese Werte bestäti-
gen die Beobachtung des gleichen Temperaturniveaus bei beiden Modulhöhen. Der 
„Ausreißer“ bei der minimalen Temperatur des 30 mm Bleches bei einer Strömungs-
geschwindigkeit von 0,75 m/s (s. rote Markierung in Tabelle 4.6) lässt sich vermutlich 
auf einen Messfehler zurückführen. 
Tabelle 4.6: Gemessene Temperaturbereiche für einzelne Module 
Geschwindigkeit 
Katalysatortemperatur [°C] Kühlkörpertemperatur [°C] 
30 mm 40 mm 30 mm 40 mm 
0,5 m/s     
Tmin 178 178 105 120 
Tmax 226 224 109 123 
0,75 m/s     
Tmin 192 180 113 128 
Tmax 242 239 117 131 
1,0 m/s     
Tmin 188 190 119 131 
Tmax 251 250 124 134 
Ungekühlt lässt sich bei größeren Katalysatorflächen eine deutlich höhere Tempera-
tur beobachten. Im stationären Fall wird über Konvektion und Strahlung die gleiche 
Wärmemenge pro Zeit abgeführt, die durch die exotherme Wasserstoffreaktion pro-
duziert wird. Solange der Wasserstoff am Katalysator nicht vollständig umgesetzt 
wird, bedeutet eine größere Katalysatorfläche auch einen höheren Wasserstoffum-
satz und damit eine höhere Wärmeproduktion. Zwar vergrößert sich auch die Fläche 
zur Wärmeabfuhr, diese reicht aber nicht aus, um die gesteigerte Wärmemenge bei 
gleichem Temperaturniveau abzuführen. Um die Wärme vollständig abzuführen er-
hitzt sich der Katalysator auf ein Temperaturniveau, dessen Differenz zur Umgebung 
die Abfuhr ermöglicht. 
Werden Bleche zusätzlich mit Heatpipes gekühlt, so kommt zu der Wärmeabfuhr mit-
tels Strahlung und Konvektion noch die Abfuhr durch Wärmeleitung in den Heatpi-
pes. Werden nun zusätzlich zu den Katalysatortemperaturen die Temperaturen am 
Kühlkörper betrachtet (Tabelle 4.6), fällt auf, dass in allen Fällen die Kühlkörpertem-
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peratur des 40 mm Blechs höher liegt. Kühlkörper geben ihre Wärme an die Umge-
bung mittels Konvektion ab. In vereinfachender Weise lässt sich schreiben: 
 ( )Konvektion Kühlkörper Kühlkörper UmgebungQ A T Tα= ⋅ ⋅ − . (4.19) 
Die höheren Kühlkörpertemperaturen bedeuten also eine höhere Wärmeabgabe an 
die Umgebung. Die Wärme, die die Kühlkörper abgeben, wird ausschließlich über die 
Heatpipes zu den Kühlkörpern transportiert. Die höheren Kühlkörpertemperaturen im 
Falle des 40 mm Bleches gehen also mit einer höheren Wärmetransportleistung der 
Heatpipes einher. Das gleiche Temperaturniveau der 30 mm und der 40 mm Bleche 
lässt sich dadurch erklären, dass die zusätzliche Reaktionswärme nicht durch erhöh-
te Katalysatortemperaturen, sondern durch eine höhere Leistung der Heatpipes ab-
geführt wird. 
Aufgrund der Vorversuche wird für die weiteren Untersuchungen das Modul mit einer 
Höhe von 30 mm als unterstes Modul verwendet. Es ergibt sich zwar kein offensicht-
licher Vorteil hinsichtlich niedrigerer Katalysatortemperaturen bei gleichen Wasser-
stoffeintrittskonzentrationen, jedoch wird die Heatpipe auf Grund der größeren Tem-
peraturdifferenz zwischen Verdampfer und Kondensator bei einer geringeren mittle-
ren Temperatur in ihrem Inneren betrieben. Der Spielraum zu den Leistungsgrenzen 
der Heatpipe bei höheren Wasserstoffeintrittskonzentrationen und Geschwindigkei-
ten ist somit größer. 
Messungen am zusammengesetzten Modul 
Die folgenden Versuche werden mit den drei übereinander angeordneten Modulen 
durchgeführt. Der absolut gesehen größte Wasserstoffumsatz findet im Bereich des 
untersten Moduls statt. Das mittlere Modul wird pro Fläche weniger Wasserstoff um-
setzen. Somit kann bei dem mittleren Modul die Katalysatorfläche pro Heatpipe bei 
gleicher zu erwartender Transportleistung vergrößert werden. Analog kann bei dem 
obersten Modul die Fläche noch einmal vergrößert werden. In den folgenden Versu-
chen hat das unterste Modul, wie oben erläutert, eine Höhe von 30 mm, das Mittlere 
eine Höhe von 40 mm und das oberste Modul eine Höhe von 50 mm. 
Die folgenden Abbildungen zeigen das Temperaturfeld des gesamten Stacks bei ei-
ner Strömungsgeschwindigkeit von 0,5 m/s und unterschiedlichen Wasserstoffein-
trittskonzentrationen. 
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Abbildung 4.38: Kompletter Stack bei 0,5 m/s und 2 Vol.-% H2 
 
 
Abbildung 4.39: Kompletter Stack bei 0,5 m/s und 4 Vol.-% H2 
Die gemessenen Temperaturen nehmen über die Höhe des gesamten Stacks ab. 
Das bedeutet, dass die Katalysatorfläche pro Heatpipe für das mittlere und das obere 
Modul sogar noch erhöht werden kann. Auf Grund der baulichen Trennung der ein-
zelnen Module des Stacks ist es möglich, mit einer geeigneten Wahl des Verhältnis-
ses von Katalysatorfläche und Heatpipe die drei Module auf gleichem Temperaturni-
veau zu betreiben. Da das primäre Ziel dieser Arbeit aber nicht die Optimierung die-
ses Verhältnisses ist, wird hierauf nicht weiter eingegangen. 
Ein Vergleich der Messungen des einzelnen 30 mm Bleches mit dem unteren Modul 
des kompletten Stacks (Abbildung 4.40 und Abbildung 4.41) zeigt eine höhere Tem-
peratur des Stacks bei sonst gleichen Eintrittsbedingungen. Dieses ist sowohl auf 
Wechselwirkungen zwischen dem unteren und dem mittleren Blech des Stacks zu-
rückzuführen als auch auf die schlechtere Wärmeabfuhr durch den Kühlkörper im 
Falle des gesamten Stacks. Im Gegensatz zu dem freistehenden Kühlkörper wäh-
rend der Messungen am Einzelmodul liegt während der Messungen des zusammen-
gesetzten Moduls der Kühlkörper der mittleren Bleche unmittelbar über dem Kühl-
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körper der unteren Bleche und verschlechtert so die Wärmeabgabe des unteren 
Kühlkörpers. Gleiches gilt für den mittleren Kühlkörper in Bezug auf den obersten. 
 
Abbildung 4.40: 30 mm Einzelblech bei 0,5 m/s und 4 Vol.-% H2. Tmin = 312°C, 
Tmax = 407°C 
 
Abbildung 4.41: unteres 30 mm Blech des kompletten Stacks bei 0,5 m/s und 4 
Vol.-% H2. Tmin = 335°C und Tmax = 410°C 
Für einen Vergleich der Messergebnisse mit ungekühlten Blechen werden Messun-
gen aus [SCH11] verwendet. Hierbei wurden im Prüfstand REKO-3 vier im gleichen 
Abstand nebeneinander angeordnete Bleche mit einer Größe von 143 mm x 143 mm 
untersucht. Die Ähnlichkeit beider Versuchsaufbauten lässt zuverlässige Aussagen 
über die Effektivität der Wärmeabfuhr und den Wasserstoffumsatz der gekühlten 
Bleche zu. 
Das folgende Diagramm zeigt einen Vergleich der Temperaturen zwischen gekühlten 
und ungekühlten Blechen. 
 
 
Abbildung 4.42: Vergleich der Temperaturen bei 0,5 m/s und 4 Vol.-% H2 
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Da die gekühlten Bleche in drei vertikal angeordnete Module unterteilt sind, werden 
die entsprechenden Temperaturmesswerte mit unterschiedlichen Markierungen im 
Diagramm dargestellt. Auffallend ist der hohe Temperaturunterschied am unteren 
Plattenrand. Während die Temperaturen im Falle der ungekühlten Bleche im unteren 
Bereich mit etwa 550°C bereits die konventionelle Zündtemperatur erreichen, liegen 
die gekühlten Bleche mit einer Maximaltemperatur von 408°C weit darunter. Wäh-
rend die Temperaturen der gekühlten Bleche mittels Pyrometer auch an der Platten-
unterkante (0 mm) gemessen werden können, findet die Messung der ungekühlten 
Bleche mittels in die Bleche eingebrachter Thermoelemente statt. Aus diesem Grund 
ist die niedrigste messbare Position hierbei 14 mm. Eine Temperatur an der Stelle 0 
mm kann daher nur abgeschätzt werden. 
Auffallend ist auch der kleinere Temperaturbereich, in dem sich die Temperaturen 
der gekühlten Bleche befinden. Die Differenz zwischen minimaler und maximaler 
Temperatur der gekühlten Bleche beträgt ca. 150°C (Tmin ≈ 250°C, Tmax ≈ 400°C). Im 
ungekühlten Fall beträgt diese Differenz ca. 200°C (Tmin ≈ 340°C, Tmax ≈ 540°C). 
Während die maximalen Temperaturen am unteren Rand mit 408°C und ca. 550°C 
eine Temperaturdifferenz von etwa 140°C aufweisen, beträgt die minimale Differenz 
in einer Plattenhöhe von 120 mm nur noch etwa 75°C. 
Abbildung 4.43 zeigt einen Vergleich der Wasserstoffkonzentrationen über die Plat-
tenhöhe zwischen gekühlten und ungekühlten Blechen. 
 
Abbildung 4.43: Vergleich der Wasserstoffkonzentrationen bei 0,5 m/s und 
4 Vol.-% H2 
Während bei den ungekühlten Blechen über die Messgasdurchführungen Gasproben 
über die gesamte Plattenhöhe entnommen werden können [SCH11], ist dieses bei 
den gekühlten Blechen auf Grund der Bauform des Moduls nicht möglich. Hier sind 
über die Höhe des Stacks nur drei Messwerte bekannt: 
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• Die Wasserstoffeintrittskonzentration an der Höhe 0 mm. 
• Die Wasserstoffaustrittskonzentration aus den Messungen mit Einzelblechen an 
der Höhe 30 mm. 
• Die Wasserstoffaustrittskonzentration aus den Messungen mit dem kompletten 
Stack an der Höhe 120 mm. 
Auffallend ist der nahezu gleiche Umsatz beider Anordnungen. Trotz der geringeren 
Temperatur der gekühlten Bleche von 75°C bis 140°C wird die gleiche Menge an 
Wasserstoff umgesetzt. Diese Beobachtung wird auch von den Messergebnissen in 
Kapitel 4.1.4 unterstützt, die in einem höheren Temperaturbereich keine Abhängig-
keit der Reaktionsgeschwindigkeit von der Temperatur sehen. 
Die Messergebnisse für die Temperatur- und Wasserstoffkonzentrationsmessungen 
für weitere Versuche sind in Anhang A dargestellt. Weitere Temperaturfelder finden 
sich in Anhang B. 
Bei einer Wasserstoffeintrittskonzentration von 4 Vol.-% sind die Temperaturen im-
mer noch sehr hoch. Werden für eine Abschätzung jeweils vereinfachend die mittle-
ren Temperaturen genommen, so erhält man für die mittlere Katalysatortemperatur 
bei einer Strömungsgeschwindigkeit von 0,5 m/s 378°C, für die mittlere Kühlkörper-
temperatur 198°C und damit für die mittlere Betriebstemperatur der Heatpipe 288°C. 
Diese Temperatur liegt sehr nahe an der Grenztemperatur für die verwendeten 
Heatpipes von ca. 300°C. Für den Betrieb des Stacks auch unter Eintrittsbedingun-
gen oberhalb der hier untersuchten Temperaturen und Wasserstoffkonzentrationen 
ist also eine weitere Herabsetzung der Katalysatorfläche pro Heatpipe erforderlich. 
Hierzu wird bei unveränderter Höhe des unteren Moduls ein 5 mm breiter Streifen an 
der Unterkante unbeschichtet gelassen. Dadurch wird ein Herabsenken der Tempe-
ratur auf zwei Arten erreicht. Zum einen wird das Verhältnis von Katalysatorfläche zu 
Heatpipe verkleinert. Bei verringerter Wärmeproduktion bleibt die Transportleistung 
der Heatpipes unverändert. Zum anderen wirkt der unbeschichtete Streifen als Kühl-
rippe. Bevor das kalte Gemisch mit dem Katalysator in Berührung kommt, strömt es 
über den unbeschichteten Streifen und erzielt so eine zusätzliche Kühlwirkung. 
Die folgenden Abbildungen zeigen einen Vergleich der Messungen des gesamten 
Stacks mit und ohne unbeschichteten Streifen an der Unterkante des unteren Blechs. 
Zudem werden die Messungen bei der bei einer Kaminströmung zu erwartenden 
Strömungsgeschwindigkeit von 0,25 m/s [SCH11] durchgeführt. 
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Abbildung 4.44: Stack bei 0,25 m/s und 4 Vol.-% H2 
 
Abbildung 4.45: Stack mit unbeschichtetem 5 mm Streifen bei 0,25 m/s und 
4 Vol.-% H2 
Während die mittleren und oberen Module nahezu gleiche Temperaturen aufweisen, 
liegt die Temperatur des Moduls mit unbeschichtetem Streifen deutlich unter der des 
vollständig beschichteten Moduls. Die Differenz der Maximaltemperatur beträgt hier-
bei 75°C und die maximale Temperatur des Moduls mit Streifen liegt nur drei Grad 
über der minimalen Temperatur des Moduls ohne Streifen. Der Wasserstoffumsatz 
ist in beiden Fällen praktisch Vollständig (vgl. Abbildung B.7 und Abbildung B.9 im 
Anhang B). Da trotz gleichen Wasserstoffumsatzes die maximalen Temperaturen 
des Stacks mit unbeschichtetem Streifen noch einmal deutlich weiter unterhalb der 
Zündtemperatur eines Wasserstoff/Luft-Gemischs liegen und ebenfalls deutlich wei-
ter unterhalb der maximalen Arbeitstemperatur der Heatpipes, werden die folgenden 
Versuche im Prüfstand REKO-4 mit einem Stack dieser Geometrie durchgeführt. 
Am Forschungszentrum Jülich wurden von [KEL09] Simulationen zum Verhalten der 
in den Vergleichsmessungen verwendeten Bleche im Prüfstand REKO-3 durchge-
führt. Das Ergebnis dieser Rechnungen ist in der folgenden Abbildung dargestellt. 
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Abbildung 4.46: Ergebnisse von Simulationsrechnungen 
Die durchgezogenen Linien stellen hierbei das Ergebnis der Rechnungen dar. Ein 
Vergleich mit Abbildung 4.42 und Abbildung 4.43 zeigt eine gute Übereinstimmung 
der Rechnungen mit den experimentellen Daten. Simulationsrechnungen zu 
heatpipegekühlten Blechen existieren noch nicht. Aufgrund der sehr komplexen Vor-
gänge und Wechselwirkungen innerhalb des Systems „Wasserstoffatmosphäre – 
Katalysator – Heatpipe – Kühlkörper“ und dem damit verbundenen sehr hohen Ar-
beitsaufwand zur Erstellung eines Modells für Simulationsrechnungen stellt diese 
Aufgabe ein Vorhaben für eine eigenständige Arbeit dar und wird im Rahmen dieser 
Arbeit nicht verfolgt. Ein berechenbares Modell des gesamten Systems würde für die 
Auslegung eines heatpipegekühlten Rekombinators jedoch eine große Hilfestellung 
darstellen. 
4.3 Experimentelle Untersuchungen am Prüfstand REKO-4 
In Ergänzung zu den zwangsdurchströmten Experimenten in der Versuchsanlage 
REKO-3 werden die folgenden Versuche in der im Jahr 2010 neu errichteten Ver-
suchsanlage REKO-4 durchgeführt. Hier kann der Einfluss der freien Konvektion auf 
das Reaktionsgeschehen untersucht werden. 
4.3.1 Anlagenbeschreibung 
Im Gegensatz zu den Versuchsständen REKO-1 und REKO-3 handelt es sich bei 
dem Versuchstand REKO-4 um einen großvolumigen, druckdichten Behälter. Der 
Druckbehälter ist explosionsdruckfest für 25 bar ausgelegt und kann damit aus 
sicherheitstechnischen Aspekten für Betriebsdrücke von bis zu 2 bar verwendet wer-
den, da für die dynamische Druckbelastung pdyn vor allem der Ausgangsdruck p0 
 0
10dynp p≈ ⋅  (4.20) 
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als begrenzender Druckfestigkeitsfaktor eine Rolle spielt [SCH05]. Die Auslegungs-
temperatur liegt bei 280°C. Diese Temperatur wurde als Gasaustrittstemperatur aus 
einem ungekühlten Rekombinator bei einer Wasserstoffkonzentration von 6 Vol. % 
abgeschätzt. 
Zur Durchführung von Messtechnikleitungen besitzt der Druckbehälter 32 Flansche, 
die je nach Bedarf mit unterschiedlichen Flanschdeckeln druckdicht abgeschlossen 
werden können. Zusätzlich befindet sich für Installationsarbeiten und zur Vorberei-
tung der Experimente ein Mannloch im Behälter. Abbildung 4.47 zeigt die Konstrukti-
onsskizze des Druckbehälters sowie die Bezeichnung der Flansche. Auf der Obersei-
te ist die Abluftanlage inklusive Berstsicherungen und Abluftschornstein dargestellt. 
Eine Zusammenstellung der wichtigsten Behältermaße und Betriebsparameter findet 
sich in Tabelle 4.7. 
Neben konventioneller Messtechnik wie Thermoelementen und Drucksensoren wer-
den Wasserstoffsensoren eingesetzt, die in-situ die Wasserstoffkonzentration mes-
sen, ohne dass Messgas aus dem Behälter einem externen Analysator zugeführt 
werden muss. Da in den verwendeten sog. Katharometern das Messgas nur über 
Diffusion an den Sensor gelangt, ist die Störung der zu beobachtenden Prozesse 
durch die Messtechnik sehr gering. 
Tabelle 4.7: Maße des Druckbehälters REKO-4 
Volumen des Behälters 
Gesamthöhe des Behälters 
Innendurchmesser Behälter ohne Flansche  
Außendurchmesser Behälter ohne Flansche  
Wandstärke des Behälters 
 5,45 m³ 
 5375 mm 
 1400 mm 
 1440 mm 
 20 mm 
Anzahl der Flansche 
Innendurchmesser eines Flansches 
Innendurchmesser Mannloch 
 32  
 105 mm 
 594 mm 
Automatischer Druckabbau über Ventil 
Ansprechdruck der Berstscheibensicherung 
Zulässiger Betriebsdruck 
Zulässige Betriebstemperatur 
 2,3 bar 
 23 bar 
 25 bar 
 280 °C 
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Abbildung 4.47: Konstruktionsskizze des Druckbehälters 
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Zur Messung des Strömungsgeschwindigkeitsfelds am Rekombinator wird die 
Particle Image Velocimetry (PIV) verwendet. Hierbei handelt es sich um ein opti-
sches, bzw. berührungsloses und damit störungsfreies Messverfahren. Dadurch eig-
net es sich gerade für sehr störungsempfindliche und komplexe Strömungen [NIT06]. 
Das optische Strömungsmessverfahren benötigt einen leistungsstarken Laser. Um 
Reflektionen an den Behälterwänden und -einbauten zu verhindern, die zu einer Be-
schädigung oder Zerstörung des Kamerasensors durch direktes Laserlicht führen 
können, sind alle Flächen im Behälter matt geschwärzt. Dazu ist die Innenwand des 
Behälters mit einer speziellen Beschichtung versehen, die auch mechanischen und 
thermischen Belastungen während der Versuche widersteht, um ein Abreiben oder 
Abplatzen zu verhindern. 
Die Ablassleitungen sind durch einen Durchbruch im Dach geführt und mit einem 
eigenen Schornstein versehen. Beim Wechsel der Behälteratmosphäre wird über 
diese Leitungen das Gas an die Umgebung abgelassen. Dies geschieht beim Spülen 
des Behälters mit Luft oder wahlweise mit Stickstoff, falls im Behälter noch zündfähi-
ge Gemische vorliegen können. Die Wasserstoff-, Stickstoff- und Druckluftarmaturen 
sind über die Tribünen zu erreichen und über Edelstahlrohre mit dem Behälter ver-
bunden. Die benötigten Gasmengen errechnen sich direkt aus dem Behältervolumen 
und der gewünschten Gaskonzentration. Für eine Wasserstoff/Luft-Atmosphäre mit 
6 Vol.-% H2 sind zum Beispiel 0,327 m³ Wasserstoff nötig. Bei durch den Massen-
durchflussregler begrenzten Volumendurchflussraten für Wasserstoff von etwa 
2 m³/h ergibt sich eine Befüllzeit von etwa zehn Minuten. 
4.3.2 Strömungsmesstechnik „Particle Image Velocimetry“ (PIV) 
PIV ermöglicht, ein zweidimensionales Strömungsfeld zum Messzeitpunkt in einer 
Ebene vollständig zu erfassen und zu analysieren. Zur Ermittlung des Geschwindig-
keitsfeldes werden der Atmosphäre im Behälter sogenannte Tracer-Partikel injiziert, 
die von einer starken Lichtquelle wie z.B. einem Laser sichtbar gemacht werden 
können. Dazu wird eine Lichtebene aufgespannt, so dass die Partikel das Licht in der 
Ebene streuen, das von einer lichtstarken Hochgeschwindigkeitskamera aufgenom-
men wird. Werden zwei Aufnahmen in einem kurzen Zeitabstand ∆t aufgenommen, 
können diese miteinander verglichen werden. Aus der Korrelation der beiden Strö-
mungsbilder lässt sich die Verschiebung der einzelnen Partikel in der Lichtebene 
bzw. der zurückgelegte Weg ∆s des Partikels ermitteln. Unter der Annahme, dass 
der Zeitabstand ∆t der Abbildungen hinreichend klein ist, kann die Geschwindigkeit 
der Partikel als konstant angenommen werden und über 
 
sv
t
∆
=
∆
  (4.21) 
berechnet werden. Abbildung 4.48 verdeutlicht das PIV-Messprinzip. 
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Abbildung 4.48: Messprinzip der Particle Image Velocimetry [KAP07] 
Das PIV-Messsystem besteht aus den folgenden Komponenten: 
• Partikel, Partikelgenerator  
Damit die Luftströmung sichtbar gemacht werden kann, werden der Atmo-
sphäre feinste Partikel zugefügt, die der Strömung idealerweise schlupffrei fol-
gen. Im Versuchsstand REKO-4 wird zur Partikelerzeugung ein spezielles Öl 
(Di-Ethyl-Hexyl-Sebacat, DEHS) verwendet. Die typische Partikelgröße liegt 
bei 0,2 bis 0,3 µm, maximal bis 1 µm. Die Siedetemperatur liegt bei ca. 232-
249°C [TOP08]. Zur Partikelerzeugung kommt ein mit Druckluft betriebener 
Partikelgenerator zum Einsatz. 
• Laser  
Als Lichtquelle zum Aufspannen der Bildebene werden zwei Laser verwendet. 
Jedes Foto wird auf Grund der kurzen Zeit zwischen zwei Bildpaaren von ei-
nem eigenen Laser belichtet. Die Laser sind über Spiegeleinrichtungen so an-
geordnet, dass die Strahlen immer aus der exakt gleichen Richtung einfallen. 
Die Laser, deren Eigenschaften in Tabelle 4.8 aufgelistet sind, besitzen die 
höchste Schutzklasse (Klasse 4).  
• Zylinderlinse  
Diese Linse wird dazu verwendet, den gebündelten Laser zu einer Fläche auf-
zufächern, in der die Partikel sichtbar gemacht werden können. 
• Kamera  
Zur Aufnahme der Partikel im Strömungsfeld wird eine lichtempfindliche 
Hochgeschwindigkeitskamera benutzt. Sie kann bei kurzen Belichtungszeiten 
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schnell aufeinander folgende Bildpaare aufnehmen und speichern. Direkt ein-
fallendes helles Licht muss unbedingt vermieden werden, da dies zur Zerstö-
rung des Kamerasensors führt. Kamera und Laser werden über einen 
Synchronizer mit einander gekoppelt, damit die Kamera- und die Belichtungs-
zeiten übereinstimmen. 
• Synchronizer  
Damit die Belichtung der Partikel durch den Laser und die Aufnahme des Bil-
des durch die Kamera gleichzeitig erfolgen, werden die beiden Einheiten über 
einen Synchronizer gesteuert. 
• PC-Steuergerät  
Zur Einstellung und Ansteuerung des Lasers, der Kamera und des 
Synchronizers wird eine PC-Station verwendet, die auch für die Aufnahme, 
Speicherung und spätere Bildverarbeitung verwendet wird. 
Tabelle 4.8:  Technische Daten des Lasers 
Anzahl Laser 2  
Lasertyp Nd:YAG 
Laserschutzklasse 4 
Leistung 24 MW 
Impulsdauer  3 - 5 ns 
Frequenz 15 Hz 
Wellenlänge  532 nm (grün) 
 
Der Laserstrahl wird durch einen Schauglasflansch in den Behälter geführt und dort 
aufgefächert. Die Kamera wird senkrecht zur Lichtebene installiert. Abbildung 4.49 
zeigt schematisch die Installation der PIV-Messtechnik am REKO-4-Behälter. 
Der Laser befindet sich auf einem separaten Wagen zusammen mit dem Steue-
rungs-PC in unmittelbarer Nähe des Behälters. Über einen beweglichen Spiegelarm 
wird der Laserstrahl an die Lichtschnittoptik geführt, die aus Gründen der Empfind-
lichkeit und der möglichen Nachjustierung ebenfalls außerhalb des Druckbehälters 
installiert ist. Der durch die Lichtschnittoptik aufgeweitete Laserstrahl wird dann durch 
einen Glasflansch aus konventionellem Quarzglas in den Behälter eingekoppelt. Von 
dort wird die Ebene über Spiegel an die gewünschte Position im Behälter gelenkt 
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(Abbildung 4.50 a), die sich zur Messung der Einlassgeschwindigkeit unmittelbar un-
terhalb des Rekombinators befindet (Abbildung 4.50 b).  
 
Abbildung 4.49: Schematische Darstellung der PIV-Messung im REKO-4-Behälter 
 
Abbildung 4.50: Erzeugung der Lichtschnittebene im Versuchsbehälter: 
a) Umlenkspiegel im Behälter 
b) Lichtschnittebene und Messfeld am Rekombinator-Einlass 
Die DEHS-Partikel werden in einem Partikelgenerator mittels Druckluft zu einem Ae-
rosol mit einer Partikelgröße von ca. 0,2 - 0,3 μm zerstäubt und über einen Schlauch 
Betrachtetes 
Strömungsfeld 
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in den Versuchsbehälter eingespeist, wo sie sich anschließend näherungsweise ho-
mogen verteilen. 
Die Kamera wird direkt am Behälter installiert, so dass durch einen zweiten Glas-
flansch die Lichtschnittebene mit den Partikeln aufgenommen werden kann. Das 
Kameraobjektiv verfügt dabei über eine Verstelleinrichtung, die über den PC des 
PIV-Systems angesteuert wird. Dies ermöglicht die Optimierung der Parameter wie 
Fokus und Blende während eines Versuchs. 
Die Rohdaten einer PIV-Messung bestehen aus Bildpaaren. Jedes Bildpaar zeigt 
dabei die Partikel in der Lichtschnittebene zu zwei kurz aufeinander folgenden Zeit-
punkten (Δt = 200 μs – 1000 μs). Anhand der Strecke, die das Partikel innerhalb die-
ses Zeitraumes zurücklegt, kann dessen Geschwindigkeit und Richtung bestimmt 
und bei entsprechend hoher Partikeldichte somit ein gesamtes Geschwindigkeitsfeld 
erstellt werden. Üblicherweise besteht einen Messung aus mehreren Bildpaaren, die 
in Abständen von 0,1-1 s aufgenommen werden. 
Die Berechnung der Partikelbahn respektive Geschwindigkeit und Richtung erfolgt 
mit Hilfe eines Computerprogramms, das unter Verwendung verschiedener Algorith-
men die Partikel der Fotos eines Bildpaares abgleicht. Dazu werden zu Beginn die 
Bildpaare und ein Kalibrierbild in das Programm geladen. Bereiche auf den Bildern, 
die nicht Teil der Partikelebene und für die Berechnung nicht von Relevanz sind, wie 
z.B. unbelichtete Bereiche oder Einbauten vor der Partikelebene, werden markiert 
und so von der weiteren Auswertung ausgenommen. 
Wenn die relevanten Bereiche definiert sind, kann die Analyse der Bildpaare durch-
geführt werden. Hierzu registriert das Programm unter Verwendung von Kreuzkorre-
lationen die Partikel als helle Punkte auf einem dunklen Hintergrund und versucht, 
Muster auf beiden Bildern eines Bildpaares wieder zu erkennen. Dabei wird erst von 
groben Gittern und Mustern ausgegangen, die iterativ verfeinert werden können, bis 
ein hinreichend genaues Geschwindigkeitsfeld berechnet worden ist. In Abhängigkeit 
von dem zu untersuchenden Strömungsbild werden nun verschiedene Algorithmen 
und Filter hintereinander geschaltet, die die Berechnung mit Hilfe adaptiver Kreuzkor-
relationen, verschiedener Geschwindigkeitsfilter und spezieller Verfahren zur Be-
rechnung von Turbulenzen hinreichend verfeinern. Zusätzlich ist es möglich, offen-
sichtlich falsch berechnete Partikelbahnen zu korrigieren. Als Ergebnis werden Da-
teien mit den gewünschten Ausgabegrößen erstellt. Üblich sind das Geschwindig-
keitsfeld und die durchschnittliche Geschwindigkeit in einem Bereich. Diese Daten 
können dann in weitere Programme zur grafischen Aufbereitung und Nachbearbei-
tung importiert werden. 
Eine Messung (bis zu 300 Bilder) ergibt dann die gemessene Geschwindigkeit zu 
einem untersuchten Betriebspunkt, z.B. einer definierten Einlasskonzentration von 
Wasserstoff. Eine gesamte Messreihe besteht schließlich aus mehreren Messungen, 
die zu unterschiedlichen Einlasskonzentrationen die Geschwindigkeiten liefern. 
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4.3.3 Versuchsdurchführung 
Aus Gründen der Vergleichbarkeit mit den Untersuchungen bei erzwungener Kon-
vektion stellt das Rekombinatorgehäuse ein an den Prüfstand REKO-3 angelehntes 
Modell dar, so dass in beiden Fällen die gleichen Katalysatorbleche verwendet wer-
den können (Abbildung 4.51).  
 
Abbildung 4.51: Seitliche Ansicht des Rekombinatormodells 
Eine Messung der Katalysatortemperaturen mittels Pyrometer ist aufgrund der ge-
schlossenen Bauart des Versuchsbehälters  nicht möglich. Aus diesem Grund erfolgt 
die Messung mit Thermoelementen, die in Bohrungen unterschiedlicher Tiefe in die 
Bleche eingelassen sind. Die Bohrungen mit einem Durchmesser von 0,6 mm wur-
den per Funkenerosion in die Bleche eingebracht. Da die Thermoelemente nach un-
ten aus dem Rekombinatormodell ausgeführt werden, ist lediglich eine Instrumentie-
rung der untersten Blechreihe möglich, wo die höchsten Temperaturen zu erwarten 
sind. Die Temperaturen der mittleren und oberen Bleche werden anhand der Ein-
trittsbedingungen auf Basis der REKO-3-Experimente abgeschätzt. Durch Messung 
mittels Thermoelemente kann, anders als bei der Messung mittels Pyrometer, nicht 
nur das vordere Blech vermessen werden. 
Abbildung 4.52 und Abbildung 4.53 zeigen das in den Versuchsstand REKO-4 ein-
gebaute Rekombinatormodell. Gut zu erkennen ist die schwarze Mattierung zur Ver-
meidung von Reflexionen des Lasers. Das Rekombinatormodell ist auf einem Schlit-
ten montiert, der an einer Kette hängt. Durch Kürzen oder Verlängern der Kette kann 
die Befestigungshöhe variiert werden. Der Einlass des Rekombinatormodells ist di-
rekt vor einem Glasflansch positioniert. Zu erkennen ist die Objektivabdeckung der 
Kamera für die PIV-Messung (Abbildung 4.53). 
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Abbildung 4.52: Rekombinatormodell eingebaut in REKO-4 
 
Abbildung 4.53: Unterer Teil des Rekombinatormodells 
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Mit Thermoelementen bestückt werden Blech 1 und Blech 3 der 4 Bleche des unters-
ten Moduls. Die Verteilung der Thermoelemente ist in Abbildung 4.54 dargestellt. 
 
Abbildung 4.54: Verteilung der Thermoelementbohrungen 
Sobald das Rekombinatormodell in den Druckbehälter eingebaut und ausgerichtet 
ist, wird dieser druckdicht verschlossen und die Wasserstoffeinspeisung beginnt. 
Durch den konstanten Volumenstrom des Wasserstoffreglers richtet sich die Länge 
des Einspeisevorgangs nach der gewünschten Wasserstoffkonzentration. Auch nach 
dem ersten Befüllen des Behälters kann jederzeit Wasserstoff nachgespeist werden.  
Die Versuche werden auf zwei Arten durchgeführt. Zum einen wird zur Vergleichbar-
keit der Ergebnisse ein Versuch mit ungekühlten Blechen zeitlich möglichst exakt 
nachgefahren. Zum anderen werden bei verschiedenen Wasserstoffeintrittskonzen-
trationen Messdaten aufgenommen, um eine Kenntnis über die Temperaturen und 
Strömungsgeschwindigkeiten bei unterschiedlichen Eintrittsbedingungen zu erlan-
gen. Ein typischer zeitlicher Versuchsablauf ist in Abbildung 4.55 dargestellt. 
 
Abbildung 4.55: Typischer Versuchsablauf 
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Eine Messwertaufnahme bedeutet hierbei sowohl eine Momentaufnahme der Mess-
werte der DeltaV-Anlagensteuerung, als auch eine eigenständige Messung mittels 
PIV. Im Schnitt werden bei einer PIV-Messung 130 Bildpaare aufgenommen, was bei 
5 Bildpaaren pro Sekunde ein gemitteltes Strömungsbild von ca. 25 s ergibt. 
Eine Schwierigkeit bei der Auswertung stellt die Messung der Wasserstoffkonzentra-
tion dar. Die höheren Temperaturen im Rekombinator-Einlass infolge Wärmestrah-
lung von den heißen Katalysatorblechen sowie im Rekombinator-Auslass infolge des 
heißen Abgases beeinflussen die Sensormessung. Aus früheren Experimenten 
[DRI06] und den Versuchen am Prüfstand REKO-3 ist bekannt, dass bei Strömungs-
geschwindigkeiten von 0,25 m/s der Wasserstoff vollständig umgesetzt wird. Da die 
gemessenen Strömungsgeschwindigkeiten in den durchgeführten Experimenten 
noch unter diesem Wert liegen, wird von vollständigem Umsatz ausgegangen. Unter 
dieser Annahme wurde eine Temperatur-Korrekturkurve entwickelt [ALL10]. Abbil-
dung 4.56 stellt diese Kurve dar. Als Korrekturformel wurde mittels eines quadrati-
schen Polynomfits die Beziehung  
 20,0066529 0,0000501y T T∆ = − ⋅∆ − ⋅∆  (4.22) 
hergeleitet. Die Temperaturdifferenz bezieht sich auf die Referenztemperatur, bei der 
die Sensoren kalibriert wurden, in diesem Fall 22°C. 
 
Abbildung 4.56: Messwertabweichung des H2-Sensors in Abhängigkeit von der 
Temperaturdifferenz zur Referenztemperatur [ALL10] 
Abbildung 4.57 zeigt die Temperatur des Wasserstoffsensors am Eintritt in das 
Rekombinatormodell. Während im ungekühlten Fall Temperaturen bis 200°C erreicht 
werden, heizt die Wärmestrahlung im Fall des heatpipe-gekühlten Modells den Sen-
sor nur auf ca. 40°C auf. Im Zusammenhang mit dieser Abbildung sei darauf hinge-
wiesen, dass die Aufheizung der umgebenden Bauteile über die Zündtemperatur ei-
nes Wasserstoff/Luft-Gemischs auf Grund von Wärmestrahlung ein denkbarer Me-
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chanismus zur Selbstzündung eines Rekombinators ist (Kapitel 2.1). Es wird deut-
lich, dass dieser Mechanismus bei einem heatpipe-gekühlten Rekombinator keine 
Rolle spielt. 
 
Abbildung 4.57: Temperatur des Wasserstoffsensors am Rekombinatoreinlass auf-
grund von Wärmestrahlung 
Nach (4.22) besteht ein quadratischer Zusammenhang zwischen der Temperaturdif-
ferenz zur Referenztemperatur und der Messwertabweichung. Abbildung 4.58 und 
Abbildung 4.59 zeigen den Einfluss der Temperaturdifferenz in der Praxis. 
 
Abbildung 4.58: Messwertabweichung im ungekühlten Rekombinatormodell 
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Abbildung 4.59: Messwertabweichung im heatpipe-gekühlten Rekombinatormodell 
Deutlich ist die Temperaturabhängigkeit der Messwertabweichung zu erkennen. 
Während im ungekühlten Fall auf Grund der großen Temperaturdifferenz Messwert-
abweichungen von bis zu 50 % erkennbar sind, liegen diese im gekühlten Fall mit 
max. 2 % in einem vernachlässigbaren Rahmen.  
Im Folgenden wurde ein Versuch mit ungekühlten Blechen zeitlich exakt nachgefah-
ren. Zeit und Menge der Wasserstoffeinspeisung sind Tabelle 4.9 entnehmbar. Das 
Pluszeichen verdeutlicht, dass es sich hierbei um eine relative Änderung des Was-
serstoffinventars handelt. Abbildung 4.60 zeigt den zeitlichen Verlauf der korrigierten 
Wasserstoffkonzentration am Rekombinatoreinlass und die Wasserstoffeinspeisung. 
Tabelle 4.9: Zeiten und Mengen der Wasserstoffeinspeisung 
Zeit Menge 
0 s 4,0 Vol.-% 
1240 s + 1,2 Vol.-% 
2380 s + 1,5 Vol.-% 
3800 s + 2,0 Vol.-% 
4150 s + 0,5 Vol.-% 
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Abbildung 4.60: Zeitlicher Verlauf der Wasserstoffeintrittskonzentration am Rekom-
binatoreinlass 
Zu erkennen ist eine gute Übereinstimmung des zeitlichen Verlaufs der Wasserstoff-
konzentration von ungekühltem und gekühltem Rekombinatormodell im Behälter. 
Auffällig sind jedoch die Peaks in der Kurve der Wasserstoffkonzentration der ge-
kühlten Bleche bei Nachspeisung in den Behälter. Diese Peaks sind im Fall der un-
gekühlten Bleche nicht erkennbar. Die Korrektur der Kurve aufgrund der Aufheizung 
des Wasserstoffsensors nach der oben vorgestellten Formel (4.22) hat auch eine 
Glättung der korrigierten Kurve zur Folge. Diese Glättung fällt umso stärker aus, je 
größer die Temperaturdifferenz zwischen Wasserstoffsensor und Referenztempera-
tur ist. Hier erkennt man den vorhandenen Optimierungsbedarf der Korrekturformel. 
Die schnellere Abbaurate des Wasserstoffs im Bereich niedriger Konzentrationen (ab 
etwa 5000 s) lässt sich auf die höheren Katalysatortemperaturen der ungekühlten 
Bleche zurückführen. Diese haben aufgrund der Temperaturabhängigkeit des Ka-
minzugs in diesem Temperaturbereich einen höheren Volumenstrom im Rekombina-
tor und damit eine höhere Abbaurate des Wasserstoffs zur Folge. 
Die Betrachtung der Katalysatortemperaturen in Abbildung 4.61 und Abbildung 4.62 
zeigt wieder deutlich niedrigere Temperaturen bei gleichem Wasserstoffumsatz (vgl. 
Abbildung 4.60). Als Blech 1 wird hierbei das mittig angeordnete Blech bezeichnet, 
Blech 2 bezeichnet das am Rand liegende Blech. Während die Maximaltemperaturen 
des ungekühlten Bleches mit 520°C bei ca. 5,5 Vol.-% schon im Bereich der Zünd-
temperatur liegen, betragen die Maximaltemperaturen des gekühlten Blechs bei glei-
cher Wasserstoffkonzentration nur 420°C und liegen damit rund 100 K unter den 
Temperaturen des ungekühlten Bleches. 
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Abbildung 4.61: Maximale Katalysatortemperaturen 
 
 
Abbildung 4.62: Mittlere Katalysatortemperaturen 
Ebenfalls lässt sich erkennen, dass die Temperaturspanne sowohl zwischen Blech 1 
und Blech 3 als auch zwischen den maximalen und den mittleren Temperaturen im 
gekühlten Fall deutlich kleiner ist als im ungekühlten Fall. Sie beträgt im Fall der 
heatpipe-gekühlten Bleche am Punkt mit der größten Temperaturspanne bei etwa 
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4500 s mit Tmin = 350°C und Tmax = 420°C 70 K und für den ungekühlten Fall mit Tmin 
= 400°C und Tmax = 520°C 150 K.  
Erkennbar ist weiterhin eine schnellere Abkühlgeschwindigkeit der ungekühlten Ble-
che im Vergleich zu den gekühlten Blechen. Dies hat zwei Gründe. Zum einen lässt 
es sich auf den schnelleren Abbau von Wasserstoff im Bereich niedriger Konzentra-
tionen zurückführen (vgl. Abbildung 4.60). Aufgrund der Proportionalität der Katalysa-
tortemperatur zur Wasserstoffkonzentration des Gasgemischs hat ein schnellerer 
Abbau des Wasserstoffkonzentrationsniveaus auch niedrigere Katalysatortemperatu-
ren zur Folge. Zum anderen heizen zum Ende der Reaktion die Kühlkörper aufgrund 
ihrer hohen Wärmekapazität die Katalysatorbleche. Während ungekühlte Bleche 
nach der Reaktion schnell Umgebungstemperatur annehmen, geben im Fall der ge-
kühlten Bleche die Kühlkörper ihre Wärme nun in umgekehrter Richtung an die Kata-
lysatorbleche ab und heizen diese. 
Abbildung 4.63 zeigt ein Strömungsfeld im Bereich des Rekombinatoreinlasses.  Mit 
„PIV-Bereich“ ist der Bereich markiert, der mittels der in Kapitel 4.3.2 beschriebenen 
Messmethode erfasst werden konnte. Gut zu erkennen sind die Bereiche mit Was-
serstoffsensor, Thermoelementen und deren Schattenwurf, an denen keine Auswer-
tung möglich ist. Hier hat man jedoch in der Visualisierungssoftware die Möglichkeit, 
diese Bereiche mittels Interpolation zu füllen. Für eine sinnvolle Interpolation sollte 
das Strömungsfeld jedoch sehr homogen sein und keine Turbulenzen aufweisen. 
 
 
Abbildung 4.63: Strömungsfeld am Rekombinatoreinlass 
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Das dargestellte Strömungsfeld wurde bei einer mittleren Wasserstoffkonzentration 
von 4 Vol.-% aufgenommen. Gut zu erkennen ist die ausgebildete Strömung mit ei-
nem sehr gleichmäßigen und homogenen Strömungsfeld. Für eine Bewertung der 
Strömungsgeschwindigkeiten ist jedoch lediglich das Strömungsfeld unmittelbar am 
Rekombinatoreinlass von Bedeutung. 
 
Abbildung 4.64: Strömungsfeld am Rekombinatoreinlass für 5 Vol.-% (oben) und 
1,2 Vol.-% (unten) 
Die obige Abbildung zeigt das Strömungsfeld direkt am Rekombinatoreinlass. Hierbei 
wurden die Bereiche, die von den Thermoelementen und deren Schatten in der La-
serebene verdeckt wurden, mittels der Visualisierungssoftware interpoliert. Bei einer 
Wasserstoffkonzentration von 5 Vol.-% (obere Abbildung) erhält man eine maximale 
Strömungsgeschwindigkeit in vertikaler Richtung durch den Kaminzug von 0,21 m/s 
bei einer maximalen Katalysatortemperatur von 413°C. Bei einer Wasserstoffkon-
zentration von 1,2 Vol.-% (untere Abbildung) betragen diese Werte 0,13 m/s und 
118°C. 
Im folgenden Diagramm sind die mittleren und maximalen Strömungsgeschwindig-
keiten aller aufgenommenen Messpunkte aufgetragen. Bei den Geschwindigkeiten 
handelt es sich jeweils nur um die Komponente in vertikaler Richtung, da diese für 
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die Betrachtung des Kaminzugs einzig relevant ist. Zusätzlich sind noch die maxima-
len Katalysatortemperaturen aufgetragen. 
 
 
Abbildung 4.65: Strömungsgeschwindigkeiten in Abhängigkeit von der Wasserstoff-
konzentration. 
Gut zu erkennen ist eine Begrenzung der Strömungsgeschwindigkeit bei ca. 0,2 m/s 
ab etwa 3,5 Vol.-% H2. Trotz der Temperaturabhängigkeit des Kaminzugs findet 
oberhalb dieser Grenze keine Erhöhung der Geschwindigkeit mehr statt. Grund hier-
für ist der nun dominierende Strömungswiderstand der reibungsbehafteten Strömung 
im Kanal. Diese Begrenzung bedeutet auch, dass in den für die Selbstzündung eines 
Rekombinators relevanten Bereichen oberhalb  4 Vol.-% die Strömungs-
geschwindigkeiten von gekühlten und ungekühlten Blechen identisch sind und keine 
negativen Einflüsse auf den Rekombinationsprozess auf Grund der Kühlung zu er-
warten sind. 
4.4 Fehlerbetrachtung 
Jede experimentelle Messung ist mit Fehlern behaftet. Diese Fehler gilt es mit den 
zur Verfügung stehenden Mitteln auf ein hinreichendes Maß zu reduzieren und die 
verbleibenden Abweichungen zu quantifizieren bzw. abzuschätzen.  
Es gibt Fehler, auf die keine Einflussnahme möglich ist. Dies sind Fehler der Messin-
strumente. Hier gibt es jedoch von den Herstellern Angaben über die Größe des 
Fehlers. Daneben gibt es Fehler, auf die über geeignete Maßnahmen Einfluss ge-
nommen werden kann. Dieses sind zum einen Kalibrierfehler oder Fehler in der 
Messstrecke wie eine fehlerhafte Ermittlung des Absorptionsgrads der Katalysator-
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oberfläche oder des Transmissionsgrads der Glasscheiben. Zum anderen stellen 
notwendige Korrekturen aufgrund von Temperaturabhängigkeiten wie im Falle der 
Wasserstoffsensoren im Prüfstand REKO-4 oder die Mittelung einer Messung über 
eine definierte Zeit immer nur eine Annäherung an die realen Werte dar. 
Im folgenden sollen mögliche Fehlerquellen identifiziert und, wenn möglich, quantifi-
ziert werden, um eine Aussage über die Qualität der in dieser Arbeit erfolgten Mes-
sungen zu ermöglichen. 
4.4.1 Experimentelle Untersuchungen an den Prüfständen REKO-1 und 
REKO-3 
In den experimentellen Untersuchungen an den Prüfständen REKO-1 und REKO-3 
sind die gleichen Messinstrumente und die gleichen Materialien innerhalb der Mess-
strecke zum Einsatz gekommen, so dass hier eine gemeinsame Betrachtung der 
möglichen Fehler erfolgen kann. 
Wie in Kap. 4.1.3 beschrieben, stellt der am Pyrometer eingestellte Absorptionsgrad 
für die Messung der Katalysatortemperatur durch ein ZnS-Glas aufgrund von Tempe-
raturabhängigkeiten nur einen Kompromiss dar, bei dem die geringsten Fehler zu 
erwarten sind. Die ermittelten Abweichungen für den relevanten Temperaturbereich 
liegen zwischen -1,3 % und +1,9 %. Daneben ist die Messung mit dem eingesetzten 
Pyrometer laut Hersteller mit einem Fehler von 0,8 % oder 2°C behaftet, wobei der 
jeweils größere Wert gilt [LUM11]. 
Abbildung 4.66 zeigt die so ermittelte Fehlerbandbreite für eine REKO-3 Messung 
bei 0,5 m/s und 4 Vol.-% Wasserstoff. 
 
Abbildung 4.66: Fehlerbandbreite bei der Temperaturmessung 
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Bei allen Versuchen ist die Bandbreite der Fehler so gering, dass hierdurch keine 
Unsicherheiten bei der Bewertung der Messpunkte bezüglich ihrer Lage in Bereichen 
der Zündtemperatur eines Wasserstoff/Luft-Gemischs entstehen. 
Über Massendurchflussregler wird ein definiertes Gasgemisch von unten in den Ka-
nal geführt. Die Massendurchflussregler arbeiten gemäß den Kalibrierzertifikaten der 
Firma Bronkhorst Mättig GmbH mit einer relativen Abweichung zwischen Soll- und 
Istwert von < 1% vom Messbereichsendwert [BRO11]. 
Die Genauigkeit beider eingesetzter Gasanalysatoren wird seitens des Herstellers 
mit 0,1 % vom Messbereichsendwert angegeben [EME11]. Darin nicht berücksichtigt 
sind Messfehler, die z. B. durch eine ungenaue Kalibrierung verursacht werden kön-
nen. Als Nullgas kommt bei der Kalibrierung der Messgeräte Luft zum Einsatz, wäh-
rend das Kalibriergas aus 90 Vol.-% Stickstoff und 10 Vol.-% Wasserstoff besteht. 
Da eine Kalibrierung mit einem 10 %-igen Wasserstoff-/Luftgemisch aufgrund der 
Zündfähigkeit aus Sicherheitsgründen nicht durchgeführt werden kann, ist die Mes-
sung mit den Gasanalysatoren zusätzlich mit einem kleinen Fehler behaftet. 
Da aber bei Vergleichsmessungen zwischen gekühlten und ungekühlten Katalysa-
torblechen die gleichen Randbedingungen gelten und damit auch die Messergebnis-
se mit den gleichen Fehlern behaftet sind, hat dies auf die Aussagekraft der Ver-
gleichsmessungen keinen negativen Einfluss. Zumal, wie aus den Versuchsergeb-
nissen ersichtlich, in einer Vielzahl der Messungen ein vollständiger Wasserstoffum-
satz erzielt wird, so dass eventuelle Fehler bei der Wasserstoffkonzentrationsmes-
sung keinen Einfluss auf das Ergebnis haben. 
4.4.2 Experimentelle Untersuchungen im Versuchsbehälter REKO-4 
Grundsätzlich weisen die eingesetzten Thermoelemente laut Hersteller eine Grenz-
abweichung von ± 1,5°C bzw. 0,004 T (in °C) auf [ROE08]. Während die Thermo-
elemente innerhalb der Katalysatorbleche keinen weiteren Störungen ausgesetzt 
sind, stehen die Thermoelemente, die zur Gastemperaturmessung eingesetzt wer-
den, mit der Umgebung im Strahlungsaustausch. Aus diesem Grund können bei ho-
hen Katalysatortemperaturen aufgrund der Strahlungswärme der Katalysatorbleche 
erhöhte Gastemperaturen angezeigt werden.  
Als fehlerbehaftet erweist sich die Ermittlung der Wasserstoffkonzentrationen mittels 
der eingesetzten Wasserstoffsensoren. Die Temperatur der Sensoren hat einen gro-
ßen Einfluss auf das angezeigte Messergebnis. Zur Korrektur der Abweichungen 
wird die Formel nach (4.22) verwendet. Allerdings besitzt die Formel, wie in Kap. 
4.3.3 schon dargestellt, die Eigenschaft, im Falle großer Gradienten die zu korrigie-
renden Kurve stark zu glätten. Da aber bei den Vergleichsmessungen alle Kurven 
mittels dieser Formel korrigiert werden, hat auch hier der Fehler auf die Aussage der 
Vergleichsmessung keinen Einfluss. 
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Bei der Messung der Strömungsgeschwindigkeiten mittels PIV kann es ebenfalls zu 
Messfehlern kommen. Eine Fehlerquelle kann hierbei der Aufbau darstellen. Die Po-
sitionierung der Lichtschnittebene und die Ausrichtung der Kamera können bei nicht 
ausreichender Sorgfalt zu Ungenauigkeiten in der Messung führen. Diese Fehler 
können aber durch eine hinreichend genaue Kalibrierung vernachlässigbar klein ge-
halten werden. 
Eine weitere Fehlerquelle ist die Versuchsdurchführung. Dabei werden während der 
Messung falsche Einstellungen verwendet. Dies kann z. B. eine zu geringe 
Partikelbeleuchtung sein, oder der Pulsabstand wurde nicht auf die Strömungsge-
schwindigkeit bzw. auf den Turbulenzgrad abgestimmt. Dies hat zur Folge, dass die 
Auswertungs-Software Partikel aus dem ersten Bild nicht eindeutig denjenigen auf 
dem zweiten Bild zuordnen kann. Außerdem muss darauf geachtet werden, dass die 
Wahl der Partikel sowie deren Anzahl den Strömungsbedingungen angepasst wird. 
Im Fall einer sich frei einstellenden Konvektionsströmung darf der Druck, mit dem die 
Partikel in das Gehäuse eingebracht werden, nicht zu hoch sein. Allerdings hat 
[SCH11] gezeigt, dass der resultierende Fehler bei der PIV-Messung bei maximal ± 
0,03 m/s liegt. 
Abschließend lässt sich festhalten, dass die ermittelten Fehlerbandbreiten in einer 
Größenordnung liegen, die keinen Einfluss auf die Aussagekraft der Versuchsergeb-
nisse hat, zumal bei vergleichenden Messungen diese sämtlich unter gleichen Rand-
bedingungen stattgefunden haben.  
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5 Modellbildung 
Im Folgenden wird ein Rechenmodell zur Berechnung der Betriebszustände eines 
heatpipe-gekühlten Rekombinators erarbeitet. Zur Abbildung des Wärmeeintrags in 
das System infolge der exothermen Wasserstoffrekombination wird zunächst anhand 
der in Kapitel 4.1 beschriebenen Untersuchungen ein reaktionskinetisches Modell 
hergeleitet, das die Reaktionsgeschwindigkeit in Abhängigkeit der Betriebsparameter 
für beide Reaktionsbereiche (Oberflächen- und Diffusionskontrolle) beschreibt. Daran 
anschließend wird unter Zuhilfenahme der theoretischen Betrachtungen aus Kapitel 
3.2 und 3.3 ein Softwaremodell zur Berechnung des Wärmetransports in einer Heat-
pipe und ihrer Leistungsgrenzen entwickelt. Abschließend wird die Gültigkeit des er-
arbeiteten Softwaremodells anhand der in Kapitel 4.2 aus den Untersuchungen ge-
wonnen Messdaten überprüft. 
5.1 Ermittlung des reaktionskinetischen Modells 
Erster Schritt bei der Ermittlung des Kinetikmodells ist die Bestimmung der Reakti-
onsgeschwindigkeit aus den in Kapitel 4.1 beschriebenen Versuchen gewonnenen 
Daten. Da experimentelle Werte stets mit einem mehr oder weniger großen Messfeh-
ler behaftet sind, werden statistisch fundierte Verfahren zur Bestimmung der soge-
nannten Modellparameter verwendet [MÜL07]. Hierzu eignet sich die lineare Regres-
sion, die im Anhang C erläutert wird. Nach Einsetzen von Gleichung (3.16) in den 
Potenzansatz n-ter Ordnung aus (3.15), wird die Reaktionsgeschwindigkeit erhalten 
zu 
 2 ,exp,
a
nE
H eR T
R
p
r k e
R T
−
⋅
∞
 
= ⋅ ⋅  ⋅ 
 . (5.1) 
Für die lineare Regression ist ein bezüglich der Parameter pH2,e und 1/T lineares Mo-
dell erforderlich. Durch Logarithmieren wird die erforderliche Geradengleichung 
 2 ,
exp,
1ln ln ln H eaR
pEr k n
R T R T∞
 = + − ⋅ + ⋅  ⋅ 

 (5.2) 
erhalten. Die Gleichung entspricht einer linearen Beziehung der Form 
 0 1 1 2 2y b b x b x= + ⋅ + ⋅ . (5.3) 
Als Ergebnis werden die Regressionsparameter b0, b1 und b2 erhalten. Mit deren 
Hilfe lassen sich nun die Modellparameter Aktivierungsenergie Ea, Stoßfaktor k∞ und 
die experimentelle Reaktionsordnung n berechnen (Anhang C). Die aus der Regres-
sion erhaltenen Parameter ergeben sich zu 
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Die Gültigkeit der Funktion beschränkt sich auf den Temperaturbereich der reakti-
onskontrollierten Kinetik von Raumtemperatur bis etwa 70 °C. In Abbildung 5.1 wird 
die experimentell ermittelte gegen die aus der Regression berechnete Reaktionsge-
schwindigkeit aufgetragen. 
 
Abbildung 5.1:  Vergleich zwischen experimentell ermittelten und berechneten 
Reaktionsgeschwindigkeiten für T < 70°C 
Bei Berechnung des relativen prozentualen Fehlers nach 
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 (5.5) 
zeigen sich maximale Abweichungen mit bis zu +/-40 %. Nach dieser Auswertung 
sind die größten Fehler bei der höheren Strömungsgeschwindigkeit und bei den nied-
rigsten Wasserstoffanteilen im Gemisch zu finden. Bei der kleinen Strömungsge-
schwindigkeit und hohen Partialdrucken kann der Fehler bis zu 15 % betragen. Die 
Gültigkeit dieses Gesetzes ist bis zu einer Temperatur von 70 °C beschränkt. 
Bei Diffusionskontrolle hängt die Geschwindigkeitskonstante k nicht mehr aus-
schließlich von der Temperatur ab. Vielmehr treten Strömungseinflüsse und Stoffei-
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genschaften des Fluids in den Vordergrund. Die Geschwindigkeitskonstante wird zur 
Stoffübergangskonstante (s. Kapitel 3.1.5). Die Ermittlung der Reaktionsordnung be-
züglich des Wasserstoffpartialdrucks erfolgt analog zum reaktionskontrollierten 
Kinetikmodell und wird im Bereich von etwa 150 °C bis 260 °C zu n = 1,32 bestimmt. 
Mit dem Potenzansatz nach (3.21) wird die experimentelle Stoffübergangskonstante 
βH2 bestimmt: 
 
2
2
exp,
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H D
H
R Tr
p
β
−
 ⋅
= ⋅   
 
 . (5.6) 
Mit (3.22) lässt sich die Sherwood-Zahl Shexp bestimmen zu 
 2
2
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,
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H m
d
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D
β ⋅
= . (5.7) 
In der vorliegenden Arbeit wird zur Beschreibung der Sherwood-Korrelation (3.24) 
der Ansatz 
 
1
3mSh a Re Sc= ⋅ ⋅ . (5.8) 
gewählt, wobei die Berechnung der Schmidt-Zahl nach (3.29) zeigt, dass sie im ge-
samten Temperaturbereich nahezu konstant ist. Die Reynolds-Zahl berechnet sich 
aus (3.25). Logarithmieren von (5.8) liefert die Geradengleichung 
 1
3
ln ln lnSh a m Re
Sc
 
= + ⋅ 
 
. (5.9) 
In Abbildung 5.2 werden die Modellparameter a und m über eine einfache lineare 
Regression mit der Steigung m und dem Achsenabschnitt ln a bestimmt. Hierbei 
werden alle Messpunkte bei beiden Strömungsgeschwindigkeiten und alle Wasser-
stoffeintrittskonzentrationen ab etwa 150 °C berücksichtigt. 
Das daraus ermittelte Gesetz hat die Form 
 
10.3325 31,73berSh Re Sc= ⋅ ⋅ . (5.10) 
Somit lässt sich die Reaktionsgeschwindigkeit für den diffusionskontrollierten Bereich 
mit den Gleichungen (5.6), (5.7) und (5.10) berechnen gemäß 
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Eine Gegenüberstellung der berechneten und experimentell ermittelten Sherwood-
Zahlen zeigt Abbildung 5.3.  
 
Abbildung 5.2: Ermittlung der Parameter der Sherwood-Funktion 
 
 
Abbildung 5.3: Vergleich zwischen experimentell ermittelten und berechneten 
Reaktionsgeschwindigkeiten für T > 150°C 
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Ab einer Temperatur von 150 °C ist dieser Ansatz gültig. Durch Berechnung des rela-
tiven prozentualen Fehlers nach (5.5) erhält man maximale Abweichungen mit bis zu 
+/-15 %. Nach dieser Auswertung sind die größten Fehler ebenfalls bei der höheren 
Strömungsgeschwindigkeit und bei den niedrigsten Wasserstoffanteilen im Gemisch 
zu finden. Für kleine Werte der Strömungsgeschwindigkeit und hohe Partialdrücke ist 
der Fehler auf +/-10 % begrenzt. 
Die Beschreibung der Gesamtreaktionsgeschwindigkeit im relevanten Temperaturbe-
reich von Raumtemperatur bis 250 °C erfolgt mit einer sogenannten Übergangsglei-
chung nach 
 
, , ,
1 1 1
n n n
ber RD ber R ber Dr r r
= +
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. (5.12) 
Als Beispiel werden die Reaktionsgeschwindigkeiten einer Heatpipe mit dem Hül-
sendurchmesser 10 mm bei einer Wasserstoffeintrittskonzentration von 6 Vol.-% im 
gesamten Temperaturbereich mit den ermittelten Ansätzen berechnet und die Reak-
tionsgeschwindigkeiten über der Temperatur in Abbildung 5.4 aufgetragen. 
 
Abbildung 5.4: Übergangsfunktion von Reaktions- zu Diffusionskontrolle der be-
rechneten Geschwindigkeiten 
5.2 Ermittlung eines Modells zur Beschreibung des Wärmetransports in 
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zu entwickeln, zum tiefergehenden Verständnis der Vorgänge in einer Heatpipe wird 
im Folgenden aber ein berechenbares Modell des Teilsystems „Heatpipe“ entwickelt. 
In Kap. 3.2 wurden die theoretischen Grundlagen zu den Vorgängen in einer Heatpi-
pe dargestellt. Auf Basis dieser Grundlagen wird ein Modell entwickelt, das unter ge-
gebenen Randbedingungen Aussagen über die Einhaltung der Arbeitsgrenzen einer 
Heatpipe macht und zusätzlich die Wärmeleistung und Kondensatortemperatur einer 
Heatpipe berechnet. 
Basis des Modells sind die in Kap. 3.2 hergeleiteten Formeln zur Berechnung des 
Gesamtwiderstands: 
 gesamtQ R T= ⋅∆ , (5.13) 
 mit 
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Hierbei sind Re,verd und Re,kond die Ein- und Auskopplungswiderstände von Wärme-
quelle und –senke und RHP der Gesamtwiderstand der Heatpipe. 
Aufgrund der Rückkopplung der Kondensatortemperatur auf die zu ihrer Berechnung 
benötigten Einzelwiderstände, ist eine Lösung der Problemstellung nur über iterative 
oder numerische Berechnungsverfahren und damit nur rechnerunterstützt möglich. 
5.2.1 Einschränkung der Randbedingungen 
Wie in Kap. 2.2 dargestellt, sind Heatpipes in einer Vielzahl an Varianten und kon-
struktiven Möglichkeiten denkbar. Die einschlägigen Standardwerke zeigen eine Fül-
le an Möglichkeiten in Design und Werkstoffwahl [CHI76]. Dementsprechend unter-
schiedlich sind Betriebsverhalten und Arbeitsbereich der diversen Heatpipes. Im vor-
liegenden Modell können jedoch nicht alle Typen betrachtet werden. Daher be-
schränkt sich die Bearbeitung auf einfache und gängige Systeme. 
Auch in der werkstofflichen Variation können nicht alle Fälle betrachtet werden. Stell-
vertretend werden Kombinationen gewählt, die in der Praxis verbreitet Anwendung 
finden. Dieses sind Heatpipes, die axial kreissymmetrisch sind (gestreckte Zylinder). 
Da Hüllenmaterialien auch in der Praxis fast ausschließlich die Werkstoffe Alumini-
um, Kupfer und diverse Stahlsorten sind, werden andere denkbare Materialien und 
Modellbildung 123 
Legierungen nicht weiter betrachtet. Es sei aber angemerkt, dass das Anlaufverhal-
ten einer Heatpipe mitunter von der Wärmeleitfähigkeit des Hüllenmaterials abhängt 
und somit einen großen Beitrag zum Betriebsverhalten liefert [FAG95]. 
Obwohl die eigenschaftsbestimmenden Parameter einer Heatpipe hauptsächlich im 
werkstofflichen Bereich zu suchen sind, haben auch Orientierung und Geometrie ei-
nen wesentlichen Einfluss auf das Betriebsverhalten.  Bei der Fülle von denkbaren 
Hüllenquerschnitten, Längsorientierungen und Einbauten, werden im vorliegenden 
Modell nur solche Heatpipes berücksichtigt, die  
• einen kreisrunden Hüllenquerschnitt haben, 
• keine Einbauten oder Ausformungen im Inneren (ausgenommen der kapillaren 
Schicht) haben und 
• rotationssymmetrisch über die gesamte Länge sind. 
Die Endkappen werden als ebene Abschlussflächen mit unendlich hohem thermi-
schem Widerstand und unendlich kleiner Wandstärke angenommen. Das heißt, sie 
nehmen nicht am Wärmeaustausch des Systems Heatpipe teil und verkleinern auch 
den Gasraum nicht. 
5.2.2 Rechnergesteuerte Umsetzung des Modells 
Da die Komplexität der Problemstellung noch einen iterativen Lösungsansatz ermög-
licht, wird im vorliegenden Fall die Berechnung mit Microsoft Excel durchgeführt. Ex-
cel hat im Vergleich zu anderen numerischen Berechnungsprogrammen den Vorteil, 
dass es eine Vielzahl von Möglichkeiten bietet, die Problemstellung und ihre Berech-
nung auf einfache Weise ansprechend zu visualisieren, und so zum Verständnis der 
Lösung beiträgt. 
Mit Hilfe von Excel wird das mathematische Modell in eine einfache Anwendung 
übertragen [SEI09]. Die Anwendung gliedert sich in vier Bereiche: 
• Ein-/Ausgabe – Maske 
• Widerstandsberechnung 
• Berechnung der Arbeitsgrenzen 
• Stoffdatensammlung 
Ein-/Ausgabe-Maske 
In der Ein-/Ausgabe-Maske können sowohl die thermischen Randbedingungen wie 
Verdampfertemperatur und Wärmestrom, als auch die Art und Dimensionierung der 
Heatpipe variiert werden. Die Ausgangswerte für Kondensatortemperatur und Tem-
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peraturunterschied zwischen Kondensator und Verdampfer werden sofort angezeigt. 
 Abbildung 5.5 zeigt einen Screenshot der Ein-/Ausgabe-Maske. 
Die Einstellmöglichkeiten erstrecken sich von der Art und Dimensionierung des 
Wandmaterials und der Kapillarstruktur bis hin zu den speziellen Eigenschaften des 
Wärmeträgermediums. So können etwa der Benetzungswinkel θ (s. Kapitel 3.3.1) 
und der Kondensationskoeffizient f (s. Kapitel 3.2.1) frei eingestellt werden. 
Der Lageindikator α gibt den Winkel der Längsachse der Heatpipe zur Horizontalen 
wieder. Ein stilisierter Pfeil im Kreis gibt die ungefähre Richtung des Konden-
satorendes wieder. 
 
Abbildung 5.5: Screenshot der Ein-/Ausgabe-Maske 
Widerstandsberechnung 
Mit Hilfe der Werte aus der Ein-/Ausgabemaske und der Stoffdatensammlung wer-
den für jeden thermischen Teilwiderstand dessen Wert und die dadurch beeinfluss-
ten Größen ermittelt.. 
Die Berechnungsvorschriften entsprechen den in Kapitel 3.2 beschriebenen 
Verschaltungen der Widerstände. Durch die Kombination seriell und parallel an-
geordneter Widerstände, den dadurch aufgespalteten Wärmestrom und die daraus 
resultierenden Rückwirkungen auf diese Widerstände, werden die beiden axialen 
Wärmewiderstände der Wand und der Kapillarstruktur iterativ berechnet. Die Be-
rechnung wird bei Erreichen von 100 Iterationsschritten oder einer Genauigkeit von 
10-3 beendet. 
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Berechnung der Arbeitsgrenzen 
Eine Heatpipe arbeitet im Allgemeinen über ihren Betriebsbereich stabil. Der Be-
triebsbereich wird durch den Schmelzpunkt des Fluids und dessen kritischen Punkt 
bestimmt. Darunter bzw. darüber ist kein Stofftransport und damit auch kein stoffge-
bundener Wärmetransport möglich. Außerdem wird der Betriebsbereich von der Be-
ständigkeit des Hüllenmaterials bezüglich Druckresistenz und Schmelzversagen be-
grenzt. Darüber hinaus müssen noch weitere Betriebsgrenzen eingehalten werden, 
die in Kapitel 2.2.3 dargestellt wurden. Die Berechnung dieser Arbeitsgrenzen erfolgt 
nach den in Kapitel 3.3 beschriebenen Vorschriften. 
Stoffdatensammlung 
Eine Heatpipe besteht aus nur wenigen Werkstoffen. Hüllenmaterial, Wärmeträger-
medium und Kapillarstruktur sind die konstruktiven Hauptbestandteile. Jeder Werk-
stoff für sich besitzt unterschiedliche Eigenschaften bezüglich seines thermodynami-
schen Verhaltens. Die meisten stofflichen Eigenschaften sind von der Temperatur 
abhängig. Für das Fluid gelten daneben noch besondere Werte hinsichtlich der Pha-
senumwandlung. Dieses muss bei der Auslegungsrechnung einer Heatpipe berück-
sichtigt werden, da es sonst zu teils erheblichen Abweichungen im Ergebnis kommen 
kann. 
Für die Entwicklung eines softwarebasierten Tools ist es notwendig, temperaturab-
hängige Datensätze für ausgewählte Stoffe anzulegen. Da solche Stoffwerte oft nur 
für einige Richttemperaturen ermittelt werden, ist es teilweise notwendig, Stoffdaten 
zu interpolieren. Abbildung 5.6 zeigt einen Screenshot der Stoffdatenbank. Interpo-
lierte Werte sind grau hinterlegt. 
 
Abbildung 5.6: Screenshot der Stoffdatenbank 
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Die Stoffdaten stammen aus [BLA89]. Die Stoffdatensammlung gliedert sich in drei 
Bereiche: 
Stoffdaten ausgewählter Fluide 
• Wasser (H2O) 
• Methanol (CH4O) 
• Ammoniak (NH3) 
• Freon-11 (CFCl3) 
• Heptan (C7H16) 
• Quecksilber (Hg) 
Stoffdaten ausgewählter Hüllenmaterialien 
• Kupfer (Cu) 
• Aluminium (Al) 
• Eisen (GG) 
• Stahl (1.0038) 
• Edelstahl (1.4541) 
Stoffdaten ausgewählter Materialien für die Kapillarstruktur 
• Kupfer (Cu) 
• Sinter-Bronze (Sint-D51) 
Bei den Fluiden werden Daten zu 
• Oberflächenspannung 
• Verdampfungsenthalpie 
• Wärmeleitfähigkeit der flüssigen Phase 
• Dynamische Viskosität der flüssigen und gasförmigen Phase 
• Dichte der flüssigen und gasförmigen Phase 
• Sattdampfdruck 
aufgeführt. Zudem werden der Schmelzpunkt und die kritische Temperatur angege-
ben. Zur Berechnung der speziellen Gaskonstante der Gasphase findet sich zudem 
noch die molare Masse wieder. Aus den Stoffdaten wird für jede Temperatur die so-
genannte „merit number“ errechnet und bei den Stoffdaten ausgegeben. Die „merit 
number“ ist ein Maß für die Leistungsfähigkeit des Arbeitsfluids in einer Heatpipe un-
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ter gegebenen Randbedingungen. Je höher die „merit number“, desto besser verhält 
sich das Arbeitsfluid in dem betrachteten Betriebspunkt. Mit ihr lässt sich das optima-
le Arbeitsfluid für einen bestimmten Arbeitspunkt ermitteln. Sie berechnet sich zu 
 L
L
M ρ σ λ
µ
⋅ ⋅
= , (5.16) 
mit ρL als Dichte des Arbeitsfluids, σ als Oberflächenspannung, λ als latente Wärme 
und μL als Viskosität. Die „merit number“ hat die Einheit W/m2. 
Zu den Hüllenmaterialien finden sich Angaben über  
• Wärmeleitfähigkeit, 
• Wärmekapazität und 
• Dichte. 
Zur Berechnungen des Wärmewiderstands der Kapillarstruktur wird eine effektive 
Wärmeleitfähigkeit gebildet, die sich aus der Wärmeleitfähigkeit des Kapillarmaterials 
und seiner Raumfüllung zusammensetzt. Aus diesem Grund ist die Wärmeleitfähig-
keit die einzige für das Material der Kapillarstruktur benötigte Stoffgröße. 
Eingabegrößen der Anwendung 
Der Benutzer kann mit dem Softwaretool HPC (HeatPipe Calculator) folgende 
Grundeinstellungen vornehmen: 
• Wahl des Fluids und Angaben zu Benetzungswinkel und Verdampfungskoeffi-
zienten 
• Auswahl des Hüllmaterials 
• Angaben zu Durchmesser und Materialdicke der Hülle 
• Länge der Verdampfer- bzw. Kondensatorzone und die Gesamtlänge 
• Art und Werkstoff der Kapillarstruktur 
• Angaben zur Netzgeometrie bzw. Sinterstruktur 
• Position der Heatpipe im Bezug zur Horizontalen 
Zudem kann über zwei Regler die Temperatur der Hüllenaußenwand und der zuge-
führte Wärmestrom eingestellt werden. 
Ausgegeben werden der thermische Widerstand der Heatpipe, die zur Wärmeüber-
tragung notwendige Temperaturdifferenz und die daraus resultierende Wandtempe-
ratur des Kondensatorendes. Die Berechnung startet unmittelbar nach Einstellung 
bzw. Änderung eines Eingabeparameters, d.h. die Auswirkungen von Änderungen 
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auf das Ergebnis werden sofort sichtbar. Diese Eigenschaft der Anwendung hilft 
beim Verständnis der Vorgänge in einer Heatpipe, da sofort sichtbar ist, welche 
„Stellschrauben“ der Heatpipe-Parameter welche Auswirkungen auf deren Eigen-
schaften haben. Damit ist die Anwendung auch eine nützliche Hilfe zur Auswahl der 
geeigneten Heatpipe für eine bestimmte Anwendung. 
5.2.3 Validierung des Modells 
Im Folgenden wird das hergeleitete und in der Anwendung verwendete Rechenmo-
dell anhand von experimentellen Daten validiert. 
Für die Validierung werden die experimentellen Größen 
• Katalysatortemperatur, 
• übertragene Wärmeleistung und 
• Kondensatortemperatur 
oder von diesen Größen ableitbare Werte benötigt. 
Hierzu werden die experimentellen Daten der in Kap. 4.2 beschriebenen Versuche 
mit einem Einzelmodul im Prüfstand REKO-3 verwendet.  
Zur Validierung stehen sechs Versuchsreihen bei 2 Vol.-% Wasserstoff zur Verfü-
gung (vgl. auch Tabelle 4.6). Zusätzlich steht noch eine Messreihe bei 30 mm Plat-
tenhöhe, 0,5 m/s Strömungsgeschwindigkeit und 4 Vol.-% Wasserstoff zur Verfügung 
(Tabelle 5.1). 
Tabelle 5.1: Messreihen zur Validierung 
Plattenhöhe 
[mm] 
Strömungsgeschwindigkeit 
[m/s] 
H2-Konzentration 
[Vol.-%] 
40 0,5 2 
40 0,75 2 
40 1,0 2 
30 0,5 2 
30 0,75 2 
30 1,0 2 
30 0,5 4 
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Herleitung der relevanten Eingangsgrößen 
Mit der Reaktionswärme und den Gastemperaturen im Strömungskanal lässt sich die 
über die vier Heatpipes übertragene Wärmeleistung berechnen: 
 R Konvektion Strahlung HPQ Q Q Q= + +    . (5.17) 
Hierbei ist Q̇R die Wärmeleistung der Wasserstoffreaktion, Q̇Konvektion die an den 
Gasstrom im Strömungskanal übertragene Wärmeleistung, Q̇Konvektion die durch 
Strahlung and die Kanalwand übertragene Wärmeleistung und Q̇HP die über die vier 
Heatpipes übertragene Wärmeleistung. 
Die Reaktionswärme berechnet sich aus der Reaktionsrate ṙ und der spezifischen 
Reaktionenthalpie ∆HR: 
 R RQ r H= ⋅∆  . (5.18) 
Die Reaktionsenthalpie beträgt -242 kJ/mol. Somit ergibt sich nach Einsetzen von 
(4.7) in (5.18) für die Reaktionswärme: 
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Wird vereinfachend angenommen, dass die Wärmeabgabe der durch Strahlung und 
Konvektion aufgeheizten Kanalwand an die Umgebung im Falle der 30 mm Bleche 
10 % und im Falle der 40 mm Bleche aufgrund der um 30 % größeren Strahlungsflä-
che 15 % der vom Gasstrom aufgenommenen Wärme beträgt, lässt sich der konvek-
tive und der Strahlungswärmestrom zusammenfassen als: 
 ( ), , , (1,1 . 1,15)Konvektion Strahluung Gas p Gas Gas aus Gas einQ Q m c T T bzw+ = ⋅ ⋅ − ⋅   . (5.20) 
Hierbei ist ṁGas der eintretende Gasmassenstrom, cp,Gas die spezifische Wärmekapa-
zität des Gases bei einer mittleren Temperatur und TGas,x die Temperatur des ein- 
und austretenden Gases. 
(5.19) und (5.20) eingesetzt in (5.17) und umgestellt nach den in den Heatpipes 
übertragenen Wärmestrom ergibt: 
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 (5.21) 
Hierbei ist zu beachten, dass sich der Wärmestrom auf vier Heatpipes aufteilt. Der 
Wärmestrom in einer einzelnen Heatpipe ist demnach ein Viertel des berechneten 
Wertes. 
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Die Katalysatorbleche sind wie vier Rippen über die Länge des Verdampfers auf der 
Heatpipe angebracht. Vergleichsmessungen haben ergeben, dass durch den Wär-
mewiderstand beim Übergang zwischen Blech und Heatpipe und den nicht über die 
Verdampferlänge gleichmäßigen Wärmeeintrag die mittlere Verdampfertemperatur 
etwa 25 % unterhalb der mittleren Temperatur der vier direkt an den Heatpipes gele-
genen Temperaturmesspunkten liegt (vgl. Abbildung 4.31). Da sämtliche Versuche 
mit montiertem Kühlkörper durchgeführt wurden, wird für die Kondensatortemperatur 
vereinfachend die Kühlkörpertemperatur mit einem Aufschlag von 10 % verwendet. 
Damit stehen alle Werte zur Verfügung, um Vergleichsrechnungen mit der entwickel-
ten Anwendung HPC durchführen zu können. 
Tabelle 5.2: Eingabewerte für die Anwendung 
Versuchsreihe 
[hPlatte-vGas-YH2] 
TVerdampfer 
[°C] 
TKondensator 
[°C] 
Q̇Heatpipe 
[W] 
40-0,5-2 131 121 28 
40-0,75-2 139 129 31 
40-1,0-2 142 132 31 
30-0,5-2 139 107 34 
30-0,75-2 151 115 37 
30-1,0-2 153 121 46 
30-0,5-4 247 189 61 
Zusätzlich zu den oben hergeleiteten Eingabegrößen werden die Geometrie und Ma-
terialeigenschaften der Heatpipe benötigt. 
Tabelle 5.3: Eigenschaften der Heatpipe 
Hüllmaterial Kupfer Wandstärke 0,1 mm 
Gesamtlänge 200 mm Kapillarart und -material Bronzenetz 
Verdampferlänge 30 mm Drahtdicke 0,065 mm 
Kondensatorlänge 40 mm Maschenweite 0,1 mm 
Außendurchmesser 8 mm Anzahl Netzlagen 2 
Die Eingabegrößen aus Tabelle 5.2 und Tabelle 5.3 im HPC liefern als berechnete 
Kondensatortemperaturen die in Tabelle 5.4 dargestellten Werte. Die Abweichungen 
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liegen zwischen – 6,1 % bei der Versuchsreihe 40-0,75-2 und + 12,1 % bei der Ver-
suchsreihe 30-0,5-2. In allen Fällen wurde von der Anwendung richtig berechnet, 
dass alle Arbeitsgrenzen der Heatpipe eingehalten wurden. Abbildung 5.7 stellt die 
Abweichungen von gemessener und berechneter Kondensatortemperatur grafisch 
dar. 
Tabelle 5.4: Vergleich gemessener und berechneter Kondensatortemperaturen 
Versuchsreihe 
[hPlatte-vGas-YH2] 
TKondensator,gemessen 
[°C] 
TKondensator,berechnet 
[°C] 
40-0,5-2 122 116 
40-0,75-2 130 122 
40-1,0-2 133 125 
30-0,5-2 107 120 
30-0,75-2 115 131 
30-1,0-2 122 128 
30-0,5-4 189 210 
 
Abbildung 5.7: Fehlerbestimmung bei der Berechnung der Kondensatortemperatur 
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Trotz der Abweichung von bis zu 12,1 % der berechneten von der gemessenen Kon-
densatortemperatur ist das Gesamtergebnis der Berechnung mittels HPC als sehr 
befriedigend zu bezeichnen, bedenkt man die notwendigen Abschätzungen. So war 
die direkte Messung der Kondensatortemperatur aufgrund des montierten Kühlkör-
pers nicht möglich, so dass diese abgeschätzt werden musste. Auch existieren keine 
Temperaturmessungen der Außenwand des Strömungskanals, so dass auch hier der 
Wärmestrom an die Umgebung abgeschätzt werden musste.  
Im Rahmen dieser Arbeit war es aus zeitlichen Gründen nicht möglich, einen Ver-
suchsaufbau zu realisieren, dessen vorrangiges Ziel das Produzieren von Messer-
gebnissen für die Validierung des HPC ist.  
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6 Zusammenfassung und Ausblick 
Wird bei einem auslegungsüberschreitenden Störfall trotz aller vorhandenen Sicher-
heitsmaßnahmen der Reaktorkern eines Kernkraftwerks nur unzureichend gekühlt, 
kann es zu einer Schädigung des Reaktorkerns verbunden mit der Freisetzung gro-
ßer Mengen von Wasserstoff kommen. Die Freisetzung von Wasserstoff erfolgt hier-
bei hauptsächlich durch die Reaktion des in den Brennstabhüllen vorhandenen Zir-
koniums mit Wasserdampf. Bei diesem Szenario wird von einem Ausfall sämtlicher 
redundant und diversitär vorhandenen Betriebs- und Sicherheitskühlsysteme, ein-
schließlich der Notkühlsysteme, ausgegangen. Die Ereignisse im Kernkraftwerk Fu-
kushima Daiichi in Japan im März 2011 haben diesen Freisetzungsprozess von 
Wasserstoff einmal mehr außerhalb theoretischer Überlegungen in der Praxis ge-
zeigt. 
Zum Abbau störfallbedingt entstehenden Wasserstoffs werden in heutigen Kern-
kraftwerken mit Druckwasserreaktoren katalytische Rekombinatoren eingesetzt. Das 
Fukushima-Ereignis wirft jedoch die Frage auf, ob nicht auch in Kernkraftwerken mit 
Siedewasserreaktoren der Einsatz katalytischer Rekombinatoren im Reaktorgebäude 
sinnvoll ist, wenn die Inertisierung des Sicherheitsbehälters mit Stickstoff als alleinige 
Gegenmaßnahme als nicht ausreichend erscheint.  
Katalytische Rekombinatoren setzten den Wasserstoff mit dem vorhandenen Luft-
sauerstoff an einer katalytisch aktiven Fläche flammlos zu Wasserdampf um. Hierbei 
handelt es sich um eine exotherme chemische Reaktion, die Wärme freisetzt und 
den Katalysator und die umgebenden Strukturen erhitzt. Heizen sich Teile des Re-
kombinators über die Zündtemperatur des Wasserstoff/Luft-Gemischs auf, kann es 
zu einer Zündung und infolge dessen zu einer ungewollten, schlagartigen Verbren-
nung des Gasgemischs kommen.  
Diese Arbeit behandelt mit der passiven Kühlung der Katalysatorbleche einen mögli-
chen Ansatz zur Vermeidung unzulässig hoher Temperaturen. Hierzu kommen Heat-
pipes zum Einsatz. Heatpipes sind vollständig passiv arbeitende Wärmeübertrager 
mit einer sehr hohen effektiven Wärmeleitfähigkeit. Die Wärme wird hierbei in Form 
der latenten Wärme des Phasenübergangs flüssig/gasförmig eines Arbeitsfluides im 
Inneren der Heatpipe durch die Stoffströmung des gasförmigen Fluids transportiert. 
Nach Wärmeabgabe des Fluids durch Kondensation in eine poröse Wandschicht der 
Heatpipe wird dieses über kapillare Kräfte wieder zurück zum Ort des Wärmeeintrags 
transportiert. Hierdurch entsteht ein Kreislauf. 
In experimentellen Untersuchungen am Prüfstand REKO-1 des Forschungszentrums 
Jülich werden einzelne beschichtete Heatpipes in einem zwangsdurchströmten Kanal 
untersucht. Durch die Kopplung des Wärme- und Stoffübergangs war es bisher nicht 
möglich, eine Variation der Katalysatortemperaturen bei konstanter Reaktionsrate 
durchzuführen. Die durch Heatpipes gegebene Möglichkeit der aktiven Kühlung der 
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katalytischen Beschichtung erlaubt nunmehr eine genaue Untersuchung und damit 
einhergehend ein tiefergehendes Verständnis der reaktionskinetischen Vorgänge 
insbesondere bei niedrigen Temperaturen, wie sie bei der anvisierten Kühlung auftre-
ten. 
Zur Entwicklung eines kleinskaligen Rekombinatormodells werden im zwangsdurch-
strömten Kanal des Prüfstands REKO-3 mittels Heatpipes gekühlte Katalysatorble-
che untersucht. Hierbei wird die optimale Katalysatorfläche pro Heatpipe identifiziert, 
die eine maximale Kühlleistung der gewählten Heatpipes innerhalb ihres Arbeitsbe-
reiches erlaubt. Nach Auswahl des so ermittelten Designs des Rekombinators wer-
den Vorversuche mit dem endgültigen Aufbau des Rekombinators durchgeführt. 
Hierbei werden unter Zwangsdurchströmung die zu erwartenden Temperaturen der 
späteren Versuche unter Naturkonvektionsbedingungen ermittelt. 
Im Prüfstand REKO-4 werden dann mit dem Rekombinatormodell experimentelle 
Untersuchungen unter an die Verhältnisse in einem realen Sicherheitsbehälter ange-
lehnten Bedingungen durchgeführt. Der Druckbehälter des REKO-4 ermöglicht die 
Untersuchung eines Rekombinatormodells unter Naturkonvektionsbedingungen.  
Abschließend werden aus den gewonnenen experimentellen Daten mathematische 
Modelle zur Beschreibung sowohl der reaktionskinetischen Vorgänge der katalyti-
schen Verbrennung als auch der thermodynamischen und strömungsmechanischen 
Vorgänge bei der Wärmeübertragung durch Heatpipes hergeleitet. Zur Beschreibung 
der Vorgänge in einer Heatpipe wird eine Software-Anwendung mit Microsoft Excel 
entwickelt und es wird anhand von experimentell ermittelten Daten die Zuverlässig-
keit der Anwendung gezeigt. 
Sowohl die experimentellen Untersuchungen im Prüfstand REKO-3 als auch im Prüf-
stand REKO-4 zeigen bei Vergleichen mit Untersuchungen ungekühlter Modelle un-
ter identischen Randbedingungen einen vergleichbaren Wasserstoffumsatz bei 
durchgehend signifikant niedrigeren Temperaturen. In jedem Fall bleiben die ermittel-
ten Temperaturen unterhalb der Zündtemperatur eines Wasserstoff/Luft-Gemischs. 
Ein Einsatz von heatpipe-gekühlten Rekombinatoren in Kernkraftwerken, aber auch 
in anderen technischen Bereichen mit möglichen Wasserstofffreisetzungen, kann 
somit das Aufheizen von Rekombinatorstrukturen über die Zündtemperatur und da-
mit eine mögliche Zündung  des Gasgemischs an diesen Strukturen effektiv verhin-
dern. 
Aufgrund der mechanischen Verbindung von Katalysatorblechen, Heatpipes und 
Kühlelementen ist jedoch der Fertigungsaufwand bedeutend größer als bei jetzigen 
Rekombinatoren, in denen in Kassetten eingesteckte Katalysatorbleche in den Re-
kombinator eingeschoben werden. Durch die in hohem Maße aufwendigere Ferti-
gung ist auch mit signifikant höheren Kosten für die Produktion heatpipe-gekühlter 
Rekombinatoren im Vergleich zu heutigen Rekombinatoren zu rechnen. Aufgrund der 
Informationspolitik der Hersteller von Rekombinatoren ist es leider nicht möglich, hier 
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Aussagen bezüglich zu erwartender Preisdifferenzen eines durch Heatpipes gekühl-
ten Rekombinators im Vergleich zu einem herkömmlichen Rekombinator zu machen. 
Nachdem die Funktionsfähigkeit eines heatpipe-gekühlten Rekombinators erfolgreich 
gezeigt wurde, ist der an diese Arbeit anknüpfende nächste Schritt die Entwicklung 
eines wartungs- und produktionsfreundlichen Designs hin zur Marktreife. 
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Anhang 
Anhang A: Temperaturfelder zu den Versuchen am Prüfstand 
REKO-3 
 
 
Abbildung A.1:  30 mm Einzelblech bei 0,75 m/s und 2 Vol.-% H2 
 
 
Abbildung A.2:  40 mm Einzelblech bei 0,75 m/s und 2 Vol.-% H2  
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Abbildung A.3:  Stack bei 0,25 m/s und 2 Vol.-% H2 
 
 
Abbildung A.4:  Stack mit unbeschichtetem 5 mm Streifen bei 0,25 m/s und 
2 Vol.-% H2 
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Abbildung A.5: Stack mit unbeschichtetem 5 mm Streifen bei 0,25 m/s und 
6 Vol.-% H2 
 
 
Abbildung A.6: Stack bei 0,5 m/s und 3 Vol.-% H2 
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Abbildung A.7: Stack bei 1,0 m/s und 2 Vol.-% H2 
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Anhang B: Diagramme zu den Versuchen am Prüfstand REKO-3 
 
 
Abbildung B.1: Vergleich der Katalysatortemperaturen bei 0,5 m/s und 2 Vol.-% H2 
 
 
Abbildung B.2: Vergleich der Wasserstoffkonzentration bei 0,5 m/s und 2 Vol.-% H2 
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Abbildung B.3: Vergleich der Katalysatortemperaturen bei 1,0 m/s und 2 Vol.-% H2 
 
 
Abbildung B.4: Vergleich der Wasserstoffkonzentration bei 1,0 m/s und 2 Vol.-% H2 
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Abbildung B.5: Temperaturen und Wasserstoffkonzentration bei 0,5 m/s und 
3 Vol.-% H2 
 
 
Abbildung B.6: Temperaturen und Wasserstoffkonzentration bei 0,25 m/s und 
2 Vol.-% H2 
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Abbildung B.7: Temperaturen und Wasserstoffkonzentration bei 0,25 m/s und 
4 Vol.-% H2 
 
 
Abbildung B.8: Temperaturen und Wasserstoffkonzentration bei 0,25 m/s und 
2 Vol.-% H2 mit unbeschichtetem Streifen 
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Abbildung B.9: Temperaturen und Wasserstoffkonzentration bei 0,25 m/s und 
4 Vol.-% H2 mit unbeschichtetem Streifen 
 
 
Abbildung B.9: Temperaturen und Wasserstoffkonzentration bei 0,25 m/s und 
6 Vol.-% H2 mit unbeschichtetem Streifen 
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Anhang 153 
Anhang C: Lineare Regression 
Zur Analyse reaktionskinetischer Daten eignet sich unter anderem die lineare Re-
gression. Mit dem Begriff Regressionsanalye werden Verfahren bezeichnet, die den 
Einfluss von einer oder mehreren Variablen auf eine Zielgröße untersuchen. Die 
Analyse wird in der vorliegenden Arbeit mit Microsoft Excel durchgeführt [DUL06]. 
Die in dieser Arbeit verwendete Gleichung für den reaktionskontrollierten Bereich ist 
ein Potenzansatz n-ter Ordnung bezüglich des Wasserstoffpartialdrucks in der 
linearisierten Form (s. Kapitel 5.1) 
 2 ,
exp,
1ln ln ln H eaR
pEr k n
R T R T∞
 = + − ⋅ + ⋅  ⋅ 

 (C.1) 
die der Geradengleichung 
 0 1 1 2 2y b b x b x= + ⋅ + ⋅  (C.2) 
entspricht. Darin sind y die abhängige Variable, x1 und x2 die unabhängigen Variab-
len und b0, b1, b2 die Regressionsparameter. Man erhält in Abhängigkeit der einge-
stellten x-Werte einen experimentellen yexp-Messwert. Die so gefundenen Ergebnisse 
von 1 bis n werden in einer Tabelle festgehalten (Tabelle C.1). 
Tabelle C.1: Struktur der Messwerttabelle der experimentell bestimmten Daten 
ln rexp ln pH2,e [kPa] 1/T [1/K] 
ln rexp,1 ln pH2,e,1 T1 
ln rexp,2 ln pH2,e,2 T2 
… … … 
ln rexp,n ln pH2,e,n Tn 
 
Zur Bestimmung der Regressionsparameter wird nun die lineare Regression durch-
geführt. Zur Ermittlung der Parameter wird die Methode der kleinsten Fehlerquadrate 
φ nach 
 ( )2exp
1
M
ber
n
y yϕ
=
= −∑  (C.3) 
verwendet. Die in Excel hinterlegten Funktionen haben für die einzelnen Parameter 
die Form 
b0=INDEX(RGP(y-Werte;x-Werte);3)=Achsenabschnitt, 
b1=INDEX(RGP(y-Werte;x-Werte);2)=Parameter, 
b2=INDEX(RGP(y-Werte;x-Werte);1)=Steigung. 
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Als Resultat erhält man die Regressionsparameter. Mit deren Hilfe lassen sich nun 
die Modellparameter k∞, n und Ea aus den in (C.1) und (C.2) dargestellten Zusam-
menhängen berechnen: 
 0 1 2, ,
b
ak e n b E R b∞ = = = ⋅ . (C.4) 
Nach Einsetzen der Modellparameter in (C.1) wird daraus zu jeder eingestellten 
Randbedingung die Reaktionsgeschwindigkeit ṙber,R berechnet. 
Einen Einblick in weitere Anwendungen gibt [MÜL07]. Eine ausführliche Darstellung 
der einfachen linearen Regression, sowie der theoretischen Hintergründe, wird von 
[JOS07] und [DUL06] beschrieben. 
